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1.1 研究の背景 
 1995 年の兵庫県南部地震において、過去の地震ではあまり被害を受けてこな
かった鋼構造建物が、数多くそしてさまざまなレベルと形態の損傷を露呈した。
地震後、被害の実態に対する詳細調査、調査結果に基づいた被害原因の同定、
この種の被害を繰返さないための短期的対策法の提示、さらには長期的展望に
たった将来の耐震設計の模索など、多岐にわたる研究開発が数年にわたり行わ
れ、新しい設計・設計法などが提案された。そして、2011 年 3 月の東北地方太
平洋沖地震では M9.0 という想定以上の極大地震が発生したことから、想定以上
の地震動に対する変形制御機構を導入し、過大な変形を制御することの重要性
が高まっている。さらに、地震動予測研究の進歩により、南海トラフ地震や首
都直下地震、巨大地震が予測されている。これにより、大地震時の被害軽減を
目指して、力学性能に優れた鋼材の開発や溶接接合部の品質確保に関わる溶接
材料と溶接施工法の見直しなど、官・学・産が一体となって、膨大な研究がな
されてきた。 
 日本の耐震設計の基本は、大地震時に部材の一部の塑性化を許容することに
よって地震エネルギーの大部分をこれら部材で吸収されることを前提としてい
るため、倒壊を防止できても大地震後の補修・補強に多大の困難を必然的に伴
うものであり、特に鋼構造建築物ではこの点が大きな課題となっていて、先の
大地震以降、制震・免震装置を付加して骨組構成部材の損傷を極力低減しよう
という方法が多く採用されるようになった。一方、大地震に骨組の主要部材を
弾性範囲内に確実に止める、いわゆる地震時無損傷建築物を実現するため高強
度鋼材の開発と適用実現の研究は多くの鋼構造分野で行われてきた。 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
図 1-1  柱に使用された引張強さ別の鋼材生産分布 1-1)より作成 
2000      2001      2002      2003      2004     2005～2006 
100 
90 
80 
70 
60 
50 
40 
30 
20 
10 
0 
590(440)N/mm
2
 
550(385) N/mm
2
 
520(355) N/mm
2
 
490(325) N/mm
2
 
0%
10%
2 %
3 %
4 %
5 %
60%
70%
80%
90%
100%
2000 2001 2002 2003 2004 2005.201
590 N/mm2 grade
550 N/mm2 grade
520 N/mm2 grade
490 N/mm2 grade
0%
10%
20%
30%
40%
50%
60%
70%
80%
90%
100%
2000 2001 2002 2003 2004 2005.201
59  N/mm2 grade
5 0 N/mm2 grade
520 N/mm2 grade
49  N/mm2 grade
 % 
 年  
 
引張強さ(降伏点) 
第 1 章 序論 
 
 
1-2 
 しかし、高強度鋼については、近年だけではなく、過去から研究開発されて
いる。米国においては、1960 年代に建築用高張力鋼の鋼材規格が制定され、US
スチール本社ビルに HT780 クラスの T－1 鋼が柱材に使用された。また、高張
力鋼構造材についての研究も、塑性設計法を高張力鋼まで拡張するために、リ
ーハイ大学の Adam ら 1-2)により、行われ、H 形断面材の局部座屈、塑性変形能
力について評価式が提案された。 
 日本では、1970 年代、高張力鋼が、橋梁、ベンストック分野で使用され、溶
接性の優れた材質とその溶接技術の開発研究が数多くなされた。しかし、建築
分野では、その実績が少ない 1-3)。建築構造材としての高張力鋼研究は、1970 年
代の鈴木ら 1-4)の高張力鋼の塑性設計梁に関する研究に始まる。鈴木らは、HT590
及び HT780 の梁について試験を行い、その塑性変形能力を評価した。また、柱
材については、加藤ら 1-5）、鈴木ら 1-6）によって HT590 について同様の研究が行
われた。しかし、以上のような研究成果にもかかわらず、現実にはコスト面や
鉄骨製作技術面の問題があり、高張力鋼の建築構造への普及は進んでいなかっ
た。過去の研究は、高張力を使用した部材の局部座屈・耐力・塑性変形能力と
いった構造特性に重点が置かれ、通常の溶接技術でも高張力鋼を一般的に採用
できるような方策についてはあまり検討されていなかった。 
現在、建築構造用鋼材は、JIS 規格の SN400、SN490、国土交通大臣認定材料
規格の TMCP 鋼材（490N/mm2、520 N/mm2、550 N/mm2、590 N/mm2）などが開
発されて広く使われてきた。図 1-1 に各年度別に鋼構造超高層建物の柱に使われ
た鋼材生産量の引張強さ（降伏点）ごとの割合を示す。同図によると、従来の 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
図 1-2 鋼材製造方法熱処理概要 1-1) 
Region for not-yet
crystallized structure
Normalizing
temperature
             (b)Thermo-mechanical
             control process(TMCP)
(ｃ)QQ'TTemperature
Ordinary heating
temperature of
steel piece
(a)従来圧延
R
R
R
R
R
R
R
R
AccAcc
Q
Q'
T
R:Rolling under pressure Acc:Accelerated Cooling Q:Quenching(Preheat)
Q':Inter-critical heating and
quenching(Lamellarizing)
T:Tempering
Ar1
Ar3
Ac3
Ac1
第 1 章 序論 
 
 
1-3 
圧延鋼 490 N/mm2は約 30％で、TMCP 工法の 490 N/mm2、520 N/mm2、550 N/mm2
と QQ’T 工法の 590 N/mm2 (SA440)は約 70％を示している。鋼材製造方法の熱処
理過程について図 1-2 に示す。上記の鋼材は製造工法によって鋼材特性も異なる
ことから、用いる鋼材の特性を考慮した構造設計法で設計が行われてきた。高
強度鋼を用いて建築設計を行う場合には、従来の鋼材のような塑性変形に期待
するのではなく、弾性変形域を活用した方が合理的である。 
 2004 年度～2008 年度の府省連携プロジェクト「革新的構造材料を用いた新構
造システム建築物研究開発」では，震度 7 で短期許容応力度設計を合理的に実
現すべく、建築構造用高強度 780 N/mm2鋼材 H-SA700 が開発され、実用化され
た 1-7)。H-SA700 鋼材は従来鋼材の 2 倍程の強度を持ち、降伏比は 98％以下と規
定されており、弾性範囲での使用を前提としている。これは、塑性化するよう
な部材への活用ではなく、リユース・リサイクルに対応できるように広い弾性
域に活用するものである。そして、H-SA700 鋼材は溶接性を考慮しない、高力
ボルト（F14T）継手又は隅肉溶接を想定した A 材と完全溶け込み溶接継手を想
定した B 材を開発している。H-SA700 鋼材の製造方法は TMCP（オンライン熱
加工制御）工法による製造工法である 1-32)。 
 
表 1-1 H-SA700 鋼材の大臣認定規格値 1-7) 
種類の記号 
降伏点又は 
0.2%耐力(N/mm2) 
引張強さ
(N/mm
2
) 
降伏比 
上限(％) 
シャルピー 
吸収エネルギー下限(J) 
H-SA700A 
700～900 780～1000 98 
0℃ 
47 
H-SA700B -20℃ 
 
府省連携プロジェクトでは、H-SA700A を対象にした乾式組立部材の力学的検
討 1-8),1-9)、や隅肉溶接による溶接組立部材の耐力評価について検討 1-10), 1-11) ,1-12)
が行われている。また、H-SA700B 材 1-13)は溶接継手想定の材で、使用される溶
接材料は JIS Z3312 の G78A2UCN4M4T （以下 MG-80 と称する）と
G78JA2UCN5M3T（以下 YM-80C と称する）がある。しかし、これらの溶着金
属の引張強さは表 1-1 の鋼材規定値より同等以上の性能を発揮するが、降伏点に
ついては溶接条件によって、母材より低くなる場合がある。溶接継手は一般的
に母材強度（本研究では降伏応力度を示す）に対して溶接材料の強度（本研究
では降伏応力度を示す）が低いか、高いか、それとも同強度かによって、以下
のように明記して区分している 1-8),1-16),1-19)。 
 
アンダーマッチング継手：母材強度＞溶接材料強度、 
イーブンマッチング継手：母材強度＝溶接材料強度、 
オーバーマッチング継手：母材強度＜溶接材料強度 
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つまり、H-SA700B 材はアンダーマッチング継手になる可能性が高い。しかし、
日本建築学会の「鋼構造接合部設計指針」1-14)によれば、完全溶け込み溶接継目
の耐力設計では降伏耐力、最大耐力を母材のそれと同等とみなしている。その
ため（母材と同等以上の継手耐力を確保するため）、溶接材料と溶接条件選定、
適切な施工方法を示して、標準的な溶接材料の選定について規定している。こ
のように、建築鋼構造の溶接接合継手はイーブンマッチングまたはオーバーマ
ッチング継手を想定している。しかし、H-SA700B 材は現段階で使用できる溶接
材料（JISZ3312 G78A2UCN4M4T, 780 N/mm2用溶材）を用いての溶接継手降伏
耐力は母材降伏耐力を下回る可能性がある。 
本研究は、以上のことから、780 N/mm2級鋼材が、長周期地震動及び震動 7 ク
ラスの地震に対しても弾性域を維持し建築構造物を無損傷に保つことを確認す
るため、アンダーマッチング継手の力学特性及び評価方法について研究を行っ
た。 
 
 
1.2 既往の研究 
 
近年、さらに大型化、大スパン化、合理化を目的として、高強度鋼の使用が
注目され、それに伴い溶接材料も必然的に高強度ものが必要となる。しかし、
高強度の溶接材料は、溶接性の良い材料の開発が現状では困難なため鋼材の高
強度化に溶接材料が追いついていかないという問題が発生する。そこで母材よ
り強度の低い溶接材料を用いてアンダーマッチング（又は軟質溶接継手）継手
の使用可能性について検討されている研究が多い。また、その溶接部の健全性
を確かめるため、大地震時の大きな繰返し外力を想定して、低サイクル疲労試
験による溶接接合継手部の試験研究が既往の研究で行われてきた。以下、高強
度鋼材を用いた継手研究で、アンダーマッチングの継手強度についての研究と
疲労試験による研究のうちで本研究と関連の深いものを紹介する。 
 
1.2.1 アンダーマンチング継手に対する性能評価 
 
高強度化によって一般的には溶接割れや脆性破壊の感受性が高まることとな
る。このため、高強度化に際しては、従来以上に、材料・設計・施工の総合的
な検討が必要となる。しかし、高強度化にあたっては、常に、溶接性の確保が
前提とされ、従来のオーバーマッチング概念には必ずしもとらわれない、イー
ブンマッチングあるいはアンダーマッチング継手の検討がなされてきた。 
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川畑、堺堀ら 1-15)は土木構造物の水圧鉄管（ベンストック）で使われている
HT950（引張応力 950 N/mm2級）を弾性範囲で使用する鋼材として考えて様々
な強度（HT570 級溶接材料、HT780 級溶接材料）の溶接材料を適用した溶接継
手を作成して、破壊安全性に及ぼすアンダーマッチング継手の影響について分
析を行った。標準的な 3 点曲げ CTOD 試験、有限要素解析（FEA）によるワイ
ブル応力計算やき裂先端における変形の非対称性の確認を通して、アンダーマ
ッチング継手のき裂先端部の塑性変形が軟質の溶接金属部に集中することを確
認した。これにより、アンダーマッチング継手は熱影響部における脆性破壊が
起こり難くなり、脆性破壊の観点から安全性の向上が期待できることを確認し
た。 
梅国、増淵らは 1-16)、ルート部の微小な欠陥や溶接割れからの脆性的な破断な
ど、溶接継手の靱性が構造上重要な問題であることを認識して、その対策の一
つとして、一般的に低降伏の材料ほど靭性が高いことに着目してアンダーマッ
チングの適用で溶接部及び熱影響部の破壊靭性の改善の可能性について検証を
行った。母材強度より低い強度の溶接部を有するアンダーマッチングの適用で
全層同じ溶接材料ではなく、溶接部の下層を母材より低強度の溶接材料で溶接
して、残り上層は溶接材料を変えて母材と同強度以上の溶接材料で溶接を行っ
た。つまり、溶接部の下層部はアンダーマッチング、上層部はイーブンマッチ
ングとした継手を製作して試験を行った（表 1-2、図 1-3）。その結果、HT-780
材の溶接部に対してアンダーマッチング(ER80S-G)を板厚の 1/3 程度適用して
も、耐力はイーブンマッチングと同等である結果を確認した。 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
表 1-2 母材と溶接金属の機械的性質 1-16) 
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図 1-3 試験体形状及び溶接方法 1-16) 
 
  
田辺、加藤ら 1-17)はアンダーマッチングの度合を式(1-1)の軟質度で示して評価
を行った。アンダーマッチング継手、つまり、軟質継手では、外力が作用する
と降伏した溶接金属を未降伏の母材が拘束するため、溶接金属内部は三軸応力
状態となる。この三軸応力状態の程度は、一般に式(1-2)で示される三軸応力度
で評価されている。 
 
軟質度  =   
𝑌𝑃𝑏𝑎𝑠𝑒−𝑌𝑃𝑤𝑒𝑙𝑑
𝑌𝑃𝑏𝑎𝑠𝑒
                (1-1) 
       
 ここで、YPbase：母材の降伏応力、YPweld：溶接金属の降伏応力である。 
 
 
三軸応力度  
 
𝜎𝑚
𝜎𝑒𝑓𝑓
 =   
1
3
(𝜎𝑥𝑥+𝜎𝑦𝑦+𝜎𝑧𝑧)
1
√2
{(𝜎𝑥𝑥−𝜎𝑦𝑦)2+(𝜎𝑥𝑥−𝜎𝑧𝑧)2+(𝜎𝑦𝑦−𝜎𝑧𝑧)2}
1/2      (1-2) 
 
ここで、σm：平均応力 、σeff：Von Misses 応力である。 
 
この拘束の影響により、軟質継手の引張強度はさほど低下しないが、延び性能
は低下することが知られている。したがって、軟質継手内部の拘束とそれが延
び性能に与える影響の評価を把握するために、単調引張試験と有限要素解析に
よる拘束効果の特性把握を行った。母材に対する溶接金属の降伏点の軟質度式
(1-1)をパラメータとして考慮し、軟質度 10%、20%について解析を行った。 
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図 1-4 三軸応力度分布及び継手中心部での変化 1-17) 
 
図 1-4 は三軸応力度の分布と継手中心部での変化である。Fusion Line に沿っ
て三軸応力度が高くなっており、継手中心部で最大となっている。軟質度が高
いと三軸応力度が高く、高い拘束を受けていることが分かる。また、軟質度 10%、
20%で余盛有り・無しをパラメータとした単調引張試験結果は、耐力性能では、
殆ど差がなかった。しかし、延び性能では余盛有りの試験体では軟質度 10%と
20%の差がなかったが、余盛無しの試験体では、軟質度 20%試験体が延び性能が
低下する結果であった。 
福田、三木ら 1-18)は低サイクル疲労特性を含めた軟質溶接継手の強度特性を明
らかにし、軟質溶接継手の適用性を検討した。軟質継手の拘束効果とは、母材
部が溶接部の塑性変形を拘束することで、引張強さが上昇し、伸び性能の低下
を引き起こすことに着目して、有限要素解析によるひずみ集中の傾向の検討を
行った。欠陥近傍のひずみ集中に注目してオーバーマッチング(overmatching)と
軟質継手（アンダーマッチング）でのひずみ分布変化を解析した。オーバーマ
ッチングの方（図 1-5(a)）は変位が増大するにつれてひずみが徐々に母材の方に
分散されているのに対して、軟質継手（図 1-5(b)）では溶接部及び欠陥近傍にひ
ずみが集中していることを図 1-5 のコンタ図で確認できる。 
母材と溶接金属の引張強さの比を変数とし、欠陥を有する単調引張試験によ
り、弾性域ではオーバーマッチング継手と軟質継手で共に溶接欠陥にひずみが
集中し、塑性域においては、軟質継手では溶接欠陥にひずみが集中するのに対
して、オーバーマッチング継手では母材にひずみが分散されることを確認して
いる。 
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図 1-5 ひずみ分布コンタ図結果 1-18) 
 
一宮ら 1-19)も、アンダーマッチング継手は溶接部の強度が低いため、母材より
塑性変形が先行するが周りの強度の高い母材で拘束されているので継手の強度
が溶接金属強度より高くなる傾向があること 1-20)を認識して、その強度の増分量
について定量的に評価する研究を行った。溶接継手の強度は溶接金属と母材強
度のみの影響ではなく、母材の板厚と板幅、溶接幅と板厚などの溶接部形状に
大きく影響される。一宮らはそれに着目して、板厚 t、溶接幅 d、溶接・母材応
力比を各パラメータとして補正係数を求めて、耐力を評価する式を提案した。
この評価式により、アンダーマッチング溶接継手強度について定量的に評価す
ることが可能となった。ただし、熱影響部についての補正係数が設定されてお
らず、溶接施工条件によって、評価結果に差が生じる可能性がある。さらに、
溶接部の開先形状についても V 形についての検証は行っているが、レ形及び K
形についての検証は行っていないため、開先形状による補正係数の対応も必要
である。しかし、定量的にアンダーマッチング継手の強度が評価できることは
大きな成果である。 
近年、海外でも高強度鋼材を用いた構造物の耐震性能についての研究は盛ん
に行われている 1-21)。文献(1-21)の Workshop 報告書の中に、高強度鋼材(690 
N/mm
2)に対して同級用溶接材料と低強度用溶接材料(490 N/mm2)の組み合わせ
で、図 1-6 のような試験体形状を用いて、載荷方法を図 1-7 のように載荷振幅を
降伏変位の倍率で増幅させながら行った単調繰返し試験結果について報告され
ていた。試験結果は、隅肉溶接でも完全溶け込溶接でも、すべて母材部で破断
が生じる結果であった。このことはアンダーマッチング継手の適用可能性を示
唆している。 
 
 
 
(a)オーバーマッチング (b)アンダーマッチング 
εeq 
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D=0.25Dy+0.5Dy+0.75Dy+Dy+3x(6n)Dy…with= n=1,2,3 
                          Dy：降伏変位、D：与えた振幅 
 
図 1-6 十字継手試験体 1-21)        図 1-7 十字継手試験体 1-21) 
 
 
1.2.2 疲労安全性に対する検討 
 特に高強度鋼材である H-SA700 材は超高層建物の躯体に使用されることが
期待される。しかし、近年、超高層建物の長周期地震動に対する安全性が懸念
されている。長周期地震動により接合部に数多くの繰返し荷重に対する疲労安
全性について検討が必要である。よって、疲労安全性を検討する方法について
検証をする。 
 
1.2.2.1 溶接接合の疲労強度検証 
日本鋼構造協会の｢鋼構造物の疲労設計指針・同解説｣1-22)による一般的な簡便
な疲労照査は図 1-8 のフローの例で行われている。応力⊿σ と繰返し数 N の関係
の検討で予想される最大の応力範囲と対象とする継手の一定振幅応力に対する
応力範囲の打切り限界を繰返し数が下回ることを確認する方法である。 
溶接継手部の疲労寿命は、疲労き裂の発生する位置での応力および疲労き裂
が発展する断面の応力分布が公称応力の大きさおよび継手の形式に支配的であ
ると考えられる。応力の大きさ及び分布は、継手の形式のほかに溶接形状や溶
接端形状にも影響される。そのため、余盛り削除した継手、止端仕上げした継
手、非仕上げ継手などに区分して、各強度等級を決めている。継手の強度等級
分類は、主として国内で行われた疲労試験の結果に基づいている。その際、指
針 1-22)では溶接材料あるいは溶接方法による疲労強度の相違は考慮されていな
い。⊿σ－N 関係の一例である継手の疲労試験結果とそれに対して設定した疲労
設計曲線を図 1-9 に示す。 
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図 1-8 疲労照査フロー一例 1-22) 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
図 1-9 代表的な非仕上げ継手の疲労試験結果と疲労設計曲線例 1-22) 
 
 
疲労照査
最大応力範囲の計算
⊿σmax
一定振幅応力に対する
応力の打切り限界
⊿σce
(γb ・ γw ・ γi)⊿σmax
≦⊿σce ・CR ・ Ct
疲労照査修了
等価応力範囲、又は、
累積損傷比を用いた疲労照査
安全係数 γb ・ γw ・ γi
平均応力補正係数CR
板厚補正係数Ct
NO
YES
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しかし、日本建築学会による「鋼構造設計規準－許容応力度設計法－」1-23)
の指針でも同様だが、クレーン支持架構や機械の支持部が受けるような高サイ
クルの疲労を対象としており、通常の建物が地震などによる繰返し応力を受け
る場合に対しては適用できず、各継手の基本疲労強度は高サイクル領域の疲労
試験データに基づき設定されている。よって、弾性範囲を超える大きな変位の
低サイクル疲労強度についての評価はそのまま適用できず、別途の詳細な検討
が必要とされている。さらに、アンダーマッチング継手や溶接条件に対する疲
労強度の評価は対象とされていない。ここで、高サイクル疲労、低サイクル疲
労とは以下の定義によるものとする 1-24)。 
 ・高サイクル疲労：疲労破壊繰返し数が 104回程度以上の疲労現象を高サイク
ル疲労という。一般に，応力制御下での低応力振幅の疲労試験が行われる。 
・低サイクル疲労：高サイクル疲労に対して，疲労破壊繰返し数が 104回程度
以下の疲労現象を低サイクル疲労という。繰返しひずみ量が大きく、塑性変
形状態にあり、塑性ひずみ振幅が支配的な領域の疲労で塑性疲労とも呼ばれ
ている。 
 
1.2.2.2 H-SA700 鋼材の疲労強度 
近年開発された建築構造用高強度鋼 H-SA700B の特徴を分析するため、内山、
見村ら 1-25)は H-SA700B 材を用いて、溶接は CO2 アーク溶接で、溶接材料は
MG-80 で溶接を行った試験体を製作して高サイクル疲労試験で疲労強度につい
て確認を行った。その結果、降伏荷重より低い、比較的低い荷重では、十字突
合せ継手及び荷重非伝達型隅肉溶接継手の疲労強度は現行の設計基準 AIJ(80) 
1-23)を満たし安全側であった。しかし、⊿σ（σmax =σy）の試験では、十字突合せ
継手の疲労強度は AIJ(50) 1-23)に相当し、現行の疲労設計基準より下回る結果で
あった。 
また、小柳津、新井、見村ら 1-26),1-27)は、開先形状がレ形、K 形の横突合せ溶
接継手で疲労強度試験を行った。さらに、母材及び横突合せ溶接継手の低サイ
クル疲労強度をひずみ制御及び繰返し引張試験から比較・検討した結果、式(1-3)
～(1-6)の疲労強度近似式 1-26),1-27)を求めた（図 1-10）。本研究では(1-5)式、(1-6)
式を用いて、疲労性能について比較検討を行う。 
 
ε𝑡 = 0.902𝑁𝑓
−0.60 + 0.0137𝑁𝑓
−0.12      （Manson－Coffin式）        (1-3) 
 
ε𝑡 = 0.316𝑁𝑓
−0.68 + 0.0315𝑁𝑓
−0.32     （母材近似式）           (1-4) 
 
ε𝑡 = 0.0385𝑁𝑓
−0.640 + 0.00437𝑁𝑓
−0.078  （溶接継手近似式）         (1-5) 
 
ε𝑡 = 0.169𝑁𝑓
−0.640 + 0.00322𝑁𝑓
−0.025   （SN490B 材継手近似式）     (1-6) 
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図 1-10  εt－Nf（破断回数） 関係 1-27) 
 
1.2.2.3 長周期地震に対する接合部の疲労性能検討 
近年懸念されている南海トラフを震源域とする巨大地震による大都市圏の長
周期地震動について超高層建築物などに大きな影響を及ぼす可能性が指摘され
ている。しかし、このような長周期地震動により、建築構造の骨組・部材・接
合部などがどこまでの構造性能を発揮し得るかは、必ずしも明らかになってい
ない。この問題を解決するため、平成 22 年度からの国土交通省建築基準整備促
進事業で「長周期地震動に対する鉄骨造建築物の安全性検討方法に関する検討」
で検討案を作成している 1-29, 1-30, 1-31)。検討案の簡略なフローを図 1-11 に示す。 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
図 1-11  長周期地震動に対する安全性検証方法 1-29, 1-30, 1-31) 
(1-3) 
(1-4) 
(1-6) 
(1-5) 
(1-28
骨組モデル
地震応答解析
部材の応答
塑性率時刻歴
部材の応答
最大部材塑性率μmax
累積塑性変形倍率η
塑性率振幅の
頻度カウント
最大振幅繰返し
振幅頻度分一様仮定
Miner則による
部材損傷度Dの評価精算
応答最大部材塑性率μmax
累積塑性変形倍率ηを用いた
部材損傷度Dの簡易評価
精算法 略算法
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検討案は長周期地震動による接合部の繰返し数に対する接合部材の疲労強度
の安全性について Miner 則による部材損傷度で評価をしている。しかし、この
検証法は現状、様々な鋼材や接合方法に対する接合部の疲労強度データが蓄積
されてないため実験の検証で疲労強度を設定する必要がある。さらに、高度な
立体応答解析を行って、接合部の変形履歴を算定している。よって、適用範囲
を広げるために鋼材や溶材の強度に対する接合部の疲労強度算定及び簡略な応
答解析による接合部の変形履歴の算定方法が必要だと考える。 
 
1.3 研究目的 
 
既往研究により、高強度鋼材のアンダーマッチング継手の特性についていく
つの方面から分析することができた。しかし、これらの研究成果はアンダーマ
ッチング溶接継手のみの性能に関する研究が多く、アンダーマッチング継手を
用いた躯体の構造設計面から検証を行う方法についての成果は少ない。また、
H-SA700 材を用いたアンダーマッチング継手に対する研究成果は少ない。そし
て、前節でも言及したが、H-SA700 材は超高層建物に使用されることが期待さ
れて巨大地震及び長周期地震に対する疲労性能の安全性検討は必要性が高いと
思われる。しかし、H-SA700 材を用いたアンダーマッチング継手の疲労強度に
対する検討実績は少ない。また、疲労性能に対する設計面での検討方法は、平
成 22 年度からの国土交通省建築基準整備促進事業の「長周期地震動に対する鉄
骨造建築物の安全性検討方法に関する検討」に示されている検討案 1-29, 1-30, 1-31)
が唯一のものであるが、この検討案は各継手に対する疲労強度の実績データが
少ないことと高度の立体地震応答解析が必要である。 
本研究では、様々な母材と溶接材料の強度比に対するアンダーマッチング継
手を材料強度データのみで継手疲労性能を推定して、簡略な 1 質点系地震応答
解析で耐震性を検証する設計方法を提案することを目的とする。ただし、設計
者は必要に応じて多質点系、又は 3 次元応答解析を用いて精算的な検証を行う
ことができる。そして、H-SA700B 材の高強度鋼材を母材として想定し、巨大
地震に対しても主架構が概ね弾性を保持することを目的とするが、塑性範囲ま
での疲労試験で力学特性について確認を行う。以下に研究目的を示す。 
 
・H-SA700 材を用いたアンダーマッチングの完全溶け込み溶接継手の低サイ
クル疲労試験による疲労強度確認 
・有限要素解析によるアンダーマッチング継手の応力、ひずみの力学特性につ
いて分析 
・アンダーマッチング継手の母材と溶接金属の強度比による溶接継手の疲労性
能と建築架構モデルの地震応答解析結果を用いた耐震性評価方法を提案 
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1.4 論文の構成 
 
本論文は、本章の第 1 章｢序論｣を含め、5 章で構成されている。 
 
 
第 1 章｢序論｣では、本研究の背景、目的及び既往研究で、土木・建築分野で
適用されてきた高強度鋼材の溶接材料に関する溶接継手条件による力学特性、
試験成果について述べる。そして、本論文の構成について述べる。 
 
 
第 2 章｢完全溶込み溶接接合部の低サイクル疲労性能試験｣では、高強度鋼材
のアンダーマッチングによる継手性能確認として、降伏範囲以内の振幅のみで
はなく、降伏範囲を超えた塑性範囲の振幅まで低サイクル疲労性能試験及び単
調引張試験を行って、アンダーマッチング継手の強度特性について検討を行う。 
試験体は、溶接条件、溶接姿勢、継手形状、開先形状などをパラメータとし
て、既往研究で行われた低サイクル疲労試験の疲労強度式 1-27)、そして強度推定
式用いて、溶接継手性能に対する評価を行う。 
 
 
第 3 章｢有限要素解析による溶接部継手の力学特性｣では、有限要素解析（FEA）
を行って、2 章の試験結果と比較を行う。そして、溶接継手の材料強度について、
接合強度比を溶接金属降伏応力／母材降伏応力と定義して、接合強度比が 1.0
未満であれば、アンダーマッチング継手、1.0 を超えればオーバーマッチング継
手になる。この接合強度比をパラメーターとして、仮想のアンダーマッチング
継手からオーバーマッチング溶接継手を想定した FEA を行って、アンダーマッ
チング継手とオーバーマッチング継手の応力、ひずみ性状に対する特徴を比較
検討してその差を定量的に検討した。また、溶接部形状（余盛り、開先形状）
の変化による耐力への影響についても分析を行う。 
 
 
第 4 章｢地震応答解析を用いた継手疲労性能による耐震性評価｣では、3 章で
接合強度比をパラメータとして行った有限要素解析（FEA）結果から求めたひ
ずみ（ローカルひずみ（εlocal））と CDC 法（Column Deflection Curve）により
梁端に生じるひずみ（マクロひずみ（emacro））を求めて、ローカルひずみ（εlocal）
とマクロひずみ（emacro）の比（εlocal／emacro）を算定する。その関連性を用いて
梁端変形角に対して継手溶接部に生じるローカルひずみ（criεlocal）を算出する。
また、地震動に対して 1 質点系地震応答解析を行って、応答変位に対する梁端
第 1 章 序論 
 
 
1-15 
接合部の繰返し数（eN）を求めると上記で求めたローカルひずみ（criεlocal）との
関係が求められる。これらの関係（ローカルひずみ（criεlocal）－繰返し数（eN））
を用いて疲労性能に対する評価を行う。さらに、疲労安全性の評価でよく用い
られているマイナー（Miner）則による累積疲労損傷比の評価方法を用いて疲労
性能について確認を行う。 
 
 
第 5 章｢結論｣では、研究の結論と今後の研究課題について述べる。 
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[用語及び記号] 
 
アンダーマッチング: 溶接材料降伏応力度が母材降伏応力度より低い継手 
（undermatching） 
イーブンマッチング: 溶接材料降伏応力度が母材降伏応力度と同等継手 
（evenmatching） 
オーバーマッチング: 溶接材料降伏応力度が母材降伏応力度より大きい継手 
（overmatching） 
低サイクル疲労：高サイクル疲労に対して，疲労破壊繰返し数が 104回程度以
下の疲労現象を低サイクル疲労という。返しひずみ量が大き
く，繰返し塑性変形状態にあり，塑性ひずみ振幅が支配的な
領域の疲労で塑性疲労とも呼ばれている。 
接合強度比：溶接金属降伏応力／母材降伏応力 
継手耐力比：溶接継手降伏応力／母材降伏応力 
層間変形角：建物の上階と下階の水平変位の差を階高で割った値。 
累積疲労損傷比 D：あるひずみ範囲に対してひずみ－繰返し数の曲線から求め 
られる疲労寿命（疲労繰返し数）に対するそのひずみ範囲
の繰返し数の比の累積 
 
wσy : 溶接金属の降伏耐力 
bσy : 母材の降伏耐力 
wσt : 溶接金属の引張耐力 
bσt : 母材の引張耐力 
S : 溶接継手の応力(反力/溶接部断面積) 
εa : ひずみ振幅 
εeqv : 節点の Von Mises 相当ひずみ 
εlocal : ローカルひずみ（材軸方向のひずみ） 
emacro : 梁相対回転角に対して生じる梁端部の εlocalより広範囲にわたって 
一様に存在するマクロなひずみ 
K : ひずみ集中度。マクロひずみに対するローカルひずみ比（εlocal／emacro） 
criεlocal : 継手耐力比に対して生じるひずみ集中度 K により梁端部に生じる 
クリティカルなローカルひずみ 
jointσy : 溶接継手降伏応力 
baseσy : 母材の降伏応力 
N : 継手などの繰返し回数 
Nf : 継手部の破断繰返し回数 
eN :地震応答による継手部の繰返し回数 
第 1 章 序論 
 
 
1-17 
【参考文献】 
1-1) Koji Morita : Steel-frame Structures -Technical Trends and Developments-, 
STEEL CONSTRUCTION TODAY &TOMORROW, JISF/JSSC, No.31, pp1-2,2010 
1-2) Adam,P.F：Plastic Design in High Strength Steel, Fritz Engineering Laboratory 
Report, No297,19 May 1966 
1-3) 加藤 征宏：柱に高張力 H 形鋼を用いた建築構造システムの開発研究,愛知
産業大学造形学部建築学科,学位論文,平成 5 年 2 月 
1-4) 鈴木 敏郎,小野 徹郎：高張力鋼の塑性設計に関する研究,日本建築学会論文
報告集,第 219 号,pp.30～45,昭和 49 年 5 月 
1-5) 加藤 勉,秋山 宏,帯 洋一：局部座屈を伴うＨ形断面部材の変形,日本建築
学会論文報告集,第 257 号,pp.49～57,昭和 52 年 7 月 
1-6) 鈴木 敏郎,小野 徹郎：圧縮と曲げを受ける鉄骨Ｈ形断面柱の塑性変形に関
する研究（その 1）,日本建築学会論文報告集,第 292 号,pp.23～29,昭和 55 年 6
月 
1-7) 新建築システム建築物設計・施工指針(案):(社)新都市ハウジング協会, 
(社)日本鉄鋼連盟,(社)日本鋼構造協会,2009年3月 
1-8) 木村 慧,佐藤 篤司,吹田 啓一郎,井上 一朗:建築構造用高強度780N/mm2
鋼材(H-SA700A)を用いた柱梁材を弾性に留める乾式接合法の開発,日本建築学
会近畿支部研究報告集,pp.449-452, 2009年5月 
1-9) 玉井 宏章,高松 隆夫,松尾 彰:高強度鋼組立材の弾性横座屈性状に関する
研究,鋼構造年次論文報告集,第17巻,pp. 549-556,2009年11月 
1-10) 玉井 宏章,高松 隆夫,山西 央朗,松尾 彰:高強度鋼組立材の弾性座屈耐
力計算式に関する一考察,鋼構造年次論文報告集,第18巻,pp. 217-224,2010年11
月 
1-11) 玉井  宏章,高松  隆夫,松尾  彰 :建築構造用高強度 780N/mm2 鋼材
（H-SA700）を用いた乾式組立部材の設計法その 4,その 5横座屈実験の結果, 日
本建築学会大会学術講演梗概集,C-1 構造 III, pp.365~368, 2009 年 8 月 
1-12) 新才 直紀,吹田 啓一郎,佐藤 篤司:アンダーマッチング溶接による高強
度鋼組立部材の性能評価実験,鋼構造年次論文報告集,第18巻,pp. 237-244,2010
年11月 
1-13) 藤沢 清二,藤澤 一善,大森 章夫:建築構造用低降伏比 780N/mm2 鋼材を用
いた溶接組立箱形断面部材の製作技術（その 1）, 日本建築学会大会学術講演梗
概集, C-1 構造 III, pp.1117~1118, 2010 年 9 月 
1-14) 日本建築学会：鋼構造接合部設計指針,pp. 65～71,2012年3月 
1-15) 川畑 友弥,堺堀 英男,大西 一志,望月 正人,岡野 成威,北野 萌一：高張力
鋼継手の耐脆性破壊特性に及ぼす溶接継手軟質化の影響,溶接学会論文集,第 28
巻,第 3 号, pp.296~304,2010 年 
第 1 章 序論 
 
 
1-18 
1-16) 梅国 彰,増淵 興一：アンダーマッチングジョイントの高張力鋼及び極厚
鋼への適用,鋼構造論文集,第 5 巻,第 18 号, pp.41～48, 1998.6 
1-17) 田辺 篤史,加藤 雅之:軟質溶接継手の延び性能評価,土木学会第61回年次
学術講演会,61-1, pp.729-730,2006年9月 
1-18) 福田 有樹,三木 千寿,穴見 健吾,休場 裕子:突合せ溶接継手の強度特性
における溶接金属の影響,土木学会第55回年次学術講演会,55-1A, pp.130-131, 
2000年10月 
1-19) 一宮 充,森 猛,池田 祥吾:軟質横突合せ溶接継手の降伏耐力と引張耐力
の検討,鋼構造論文集,第21巻第81号,pp.35-45,2014年3月 
1-20) 岩下 勉,東 康二:脆性破壊発生に及ぼす塑性拘束の影響の定量的評価, 
日本建築学会構造系論文集,第 74 巻,第 637 号, pp.575~582, 2009 年 3 月 
1-21) Dan Dubina, Raffaele Landolfo, Aurel Stratan, Cristian Vulcu :Application of 
High Strength Steels in Seismic Resistant Structures, International Workshop organized 
within the framework of RFSR-CT-2009-00024 “HSS-SERF” Research Project,June  
28-29, 2013,Naples,Italy 
1-22) 鋼構造物の疲労設計指針・同解説 2012 改定版,日本鋼構造協会, 2012 年 
6 月 
1-23) 鋼構造設計規準－許容応力度設計法－,日本建築学会,2007 年 7 月 
1-24) JWES接合・溶接技術Q&A1000(社)日本溶接協会 http://www-it.jwes.or.jp/qa/ 
1-25) 内山 結加里,見村 博明:高強度鋼(H-SA700B)を用いた溶接継手の疲労強
度に関する研究（その 3）,日本建築学会大会学術講演梗概集,C-1 構造 III, 
pp1175~1176,2012 年 9 月 
1-26) 小柳津 悠,新井 陽介,見村 博明:高強度鋼(H-SA700)を用いた溶接継手の
疲労強度に関する研究(その 1),(その 2),日本建築学会大会学術講演梗概集,C-1構
造 III, pp753~756,2011 年 8 月 
1-27) 朝生 光明,見村 博明:高強度鋼(H-SA700)を用いた横突合せ溶接継手の
低サイクル疲労強度 ,日本建築学会大会学術講演梗概集 ,C-1 構造 III, 
pp.1179~1180, 2012 年 9 月 
1-28) 原田 幸博,鄭 聖珉,江波戸 和正,木下 智裕:建築構造用高強度 780N/mm2
鋼材 H-SA700 を用いた完全溶け込み溶接接合部の塑性変形性能に関する実験的
研究, 日本建築学会大会学術講演梗概集（関東）, C-1 構造 III, pp.749~752, 2011
年 8 月 
1-29) 長谷川 隆,福元 敏之,時野谷 浩良,寺田 岳彦,成原 弘之,金子 洋文,小鹿
紀英：長周期地震動に対する鉄骨造超高層建築物の安全性検証方法の検討（そ
の 1～8）,日本建築学会大会学術講演梗概集（関東）, C-1 構造 III, pp.1013~1028, 
2011 年 8 月 
 
第 1 章 序論 
 
 
1-19 
1-30) 鈴井 康正, 時野谷 浩良,平田 寛,長谷川 隆：長周期地震動に対する鉄骨
造超高層建築物の安全性検証方法の検討（その 9～18）,日本建築学会大会学術
講演梗概集（東海）, C-1 構造 III, pp.1049~1068, 2012 年 8 月 
1-31) 安田 聡,成原 弘之,関 清豪,長谷川 隆：長周期地震動に対する鉄骨造超
高層建築物の安全性検証方法の検討（その 19～26）,日本建築学会大会学術講演
梗概集（北海道）, C-1 構造 III, pp.1085~1100, 2013 年 8 月 
1-32) 塩飽  豊明,吉田 譲,崎山 哲雄,福田 多一郎：建築構造用高強度
800N/mm2級鋼の機械的性質,日本建築学会大会学術講演梗概集（中国）, C-1 構
造 III, pp.613~614, 2008 年 9 月 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
第 2 章 完全溶込み溶接接合部の低サイクル疲労性能試験 
 
 
 
 
 
 
 
 
第 2 章 
完全溶込み溶接接合部の低サイクル疲労性能試験 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
第 2 章 完全溶込み溶接接合部の低サイクル疲労性能試験 
 
2-1 
第 2 章 完全溶込み溶接接合部の低サイクル疲労性能試験 
 
2.1 はじめに 
 
2004 年度～2008 年度に取り組まれた府省連携プロジェクト「革新的構造材
料を用いた新構造システム建築物研究開発」では、震度 7 でも弾性構造を合理
的に実現すべく、建築構造用高強度 780N/mm2 鋼材 H-SA700 が開発され 2-1)、
その実用化のための研究開発が進められてきた 2-2)。さらに、溶接接合用の
H-SA700B を対象とした溶接接合部の力学性能に関する研究も実施され 2-3)、溶
接施工指針も整えられている 2-1)。 
しかし、これらの研究では主に弾性範囲での挙動に着目しており、想定外の
地震に対する塑性変形領域での安全性についてはあまり調査されていない。ま
た、H-SA700 は設計用の基準強度として 700N/mm2 を前提としているが、
780N/mm2級鋼用の溶接材料では溶接金属の強度規定 2-1)は降伏点（または耐力）
規定が680 N/mm2以上であるため、アンダーマッチングになる可能性がある（引
張強さ規定は、780 N/mm2以上）。 
そこで、本研究では、H-SA700B 材を使用した建築鉄骨架構の柱梁接合部を
想定した完全溶込み溶接継手を対象に、単調引張試験と低サイクル疲労試験に
より、塑性変形領域での力学性能を確認する。 
 
2.2 試験概要 
  
2.2.1 試験体概要 
本試験は二段階（試験I、試験II）に分けて低サイクル疲労試験及び単調引張
試験を行った。試験体一覧を表2-1に示す。 
試験Iでは、柱－梁接合部における完全溶込み溶接部を想定した十字継手試験
体とし、単調引張試験のみを行った試験体F、G は梁通しで、その他の試験体（A
～D）は柱通し接合部を想定している（図2-1、2-2）。母材の板厚はすべてt＝25mm
で柱想定部はH-SA700B、梁想定部はSN490BまたはH-SA700Bとした。低サイク
ル疲労試験用の試験体には、座屈による偏芯モーメントの発生を防ぐために座
屈拘束板を取り付けた（図2-3）。開先形状はK形またはレ形とし、半自動CO2 ガ
スシールドアーク溶接を行った。完全溶け込み溶接の溶接材料は、梁想定部が
SN490Bの場合はYGW11、H-SA700Bの場合はJISZ3312 G78A2UCN4M4T（以降、
銘柄名のMG-80と記載）に従うものとした。入熱量・パス間温度の管理値は、
YGW11を用いた継手A、C、F では入熱量30kJ/cm以下・パス間温度250℃以下、
MG-80を用いた継手B、D、Gでは入熱量20kJ/cm以下・パス間温度150℃以下と
した。また、どの継手も85℃以上の予熱（preheating）を与えた。 
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表 2-1 試験体一覧 
   
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
※1. 単調引張試験のみ実施 
 2. JISZ3312 G78A2UCN4M4T:780MPa級溶材 
 
 
 
 
 
 
柱材 梁材
K-S-S ±0.75%
K-S-M ±1.00%
K-S-L ±2.00%
K-H-S ±0.75%
K-H-M ±1.00%
K-H-L ±2.00%
L-S-S ±0.75%
L-S-M ±1.00%
L-S-L ±2.00%
L-H-S ±0.75%
L-H-M ±1.00%
L-H-L ±2.00%
30kJ/cm程度
(250℃以下)
20kJ/cm程度
(150℃以下)
±0.75%
SN490 YGW18
なし
十字継手
(下向き)
40kJ/cm以下
（350℃以下)
100℃
±2.00% H-SA700
溶接
材料
平継手
(横向き)
20kJ/cm程度
(150℃以下)
100℃
±2.00%
H-SA700 ―
レ型
溶接条件
入熱量又は
(パス間温度)
予熱
低サイクル
載荷振幅(ε t)
材質
MG-80
(※2)
±0.75%
20kJ/cm程度
(250℃以下)
±2.00%
I
II
試験
30kJ/cm程度
(250℃以下)
20kJ/cm程度
(150℃以下)
30kJ/cm程度
(250℃以下)
20kJ/cm程度
(150℃以下)
AL-S
BP-L
BN-L
十字継手
(下向き)
A
B
C
D
AM-L
AM-S
AL-L
F
G
YGW11
MG80
YGW11
MG80
(※2)
YGW11―※1
継手
試験体
記号
K形
レ形
K形
H-SA700
SN490
H-SA700
SN490
H-SA700
H-SA700
85℃
開先
形状
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図 2-1 試験 I 試験体形状・寸法の例（レ形開先の場合） 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
図2-2 試験 I 継手試験体 
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H-SA700（PL-25）SN490B（PL-25）
H-SA700（PL-25）
H-SA700（PL-25）SN490B（PL-25）
SN490B（PL-25）
H-SA700（PL-25）SN490B（PL-25）
H-SA700（PL-25）
H-SA700（PL-25）SN490B（PL-25）
SN490B（PL-25）
YGW11 MG-80
YGW11 MG-80
継手A  
 
 
YGW11
H-SA700（PL-25）
SN490B（PL-25）
継手C
継手B
継手D
継手F (単調引張のみ) 継手G (単調引張のみ)
YGW11
H-SA700（PL-25）
SN490B（PL-25）
 
 
H-SA7 0（PL-25）SN490B（PL-25）
H-SA7 0（PL-25）
H-SA7 0（PL-25）SN490B（PL-25）
SN490B（PL-25）
H-SA7 0（PL-25）SN490B（PL-25）
H-SA7 0（PL-25）
H-SA7 0（PL-25）SN490B（PL-25）
SN490B（PL-25）
YGW 1 MG-80
YGW 1 MG-80
継手A  
 
 
YGW 1
H-SA7 0（PL-25）
SN490B（PL-25）
継手C
継手B
継手D
継手F (単調引張のみ) 継手G (単調引張のみ)
YGW 1
H-SA7 0（PL-25）
SN490B（PL-25）
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試験 II では、柱材を H-SA700B、梁材を SN490B として、すべてレ形開先によ
る完全溶込み溶接で製作して、低サイクル疲労試験と単調引張試験を実施した。
試験体 AM、AL は柱-柱継手想定で平継手の横向き溶接を行い、試験体 BP、BN
は柱-梁継手を想定で十字継手の下向き溶接で試験体を製作した(図 2-3)。また、
溶接材料は試験体 AM、AL の H-SA700 材の溶接では試験 I と同様に MG-80 を
使用し、試験体 BP、BN の SN490B 材の溶接では YGW18 を用いた。入熱量と
パス間温度管理は、MG-80 を用いた試験体 AM は入熱量 20kJ/cm でパス間温度
150℃以下、試験体 AL では入熱量 20kJ/cm でパス間温度 250℃以下とし、YGW18
を用いた試験体 BP、BN では入熱量 40kJ/cm でパス間温度 350℃以下とした（表
2-1）。そして、AM、AL 試験体と BP 試験体は 100℃以上の予熱を与えて、BN
試験体では予熱を与えずに溶接を行った。さらに試験体 BP、BN では、試験 I
で座屈による曲げ変形の影響を十分排除できなかった点を改善するため、座屈
防止用材を柱想定材に対して左側はメタルタッチ、右側は 20mm と近い位置に
施す形状に改良した(図 2-3(b))。 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
(a)柱－柱継手試験体形状 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
(b)柱－梁継手試験体形状 
図2-3 試験 II 試験体形状 
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2.2.2 載荷方法 
 低サイクル引張試験の載荷方法 2-4)は、試験 I、II ともに、溶接部近傍の母材
平板部の表・裏面に貼付した歪ゲージ（図 2-4）で得られる値の平均値(εa)を参
照し、振幅の制御は試験機変位によって行った。（初載荷時に試験機変位とひ
ずみゲージ計測値の関係をキャリブレーションした。その一例を図 2-6 に示す）。
繰返し載荷は破断まで行って、破断時の繰返し数(Nf)を数えた。試験 I では、ひ
ずみ振幅は両振幅±0.75%、±1.0%、片振幅 0%↔+2.0%（-2.0%では偏芯モーメ
ントの影響が大きく、0%以下の圧縮載荷は取りやめた）の三種類を基本とし、
同一振幅の試験を 2 体実施した(表 2-1)。試験 II では、柱（H-SA700）－柱（H-SA700）
継手試験体 AM、AL は振幅±2.0%, ±0.75%の二種類とし、柱（H-SA700）－梁
継手（SN490）試験体 BP、BN は振幅±2.0%のみとした（図 2-5）。また、各試
験体は単調引張試験も併せて実施した。写真 2-1 に試験の状況を示す。 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
                       図 2-4 歪ゲージ貼付け位置 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
図 2-5 載荷グラフ 
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図 2-6 試験機変位－平均ひずみ関係一例（試験 II AM） 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
写真 2-1 試験体セット状況 
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2.3 試験結果 
 
2.3.1 供試材料の機械的性質 
試験 I、II とも機械試験として、母材の化学成分（表 2-2）、引張試験（表 2-2、
図 2-7）、溶接接合部のマクロ試験、DEPO 部試験、熱影響部のシャルピー衝撃
試験、ビッカース硬さ試験を行った。使用鋼材は、試験 I では K 社製品、試験
II では、J 社製品の鋼材を使用した。ひずみゲージは㈱東京測器研究所の YFLA
（ひずみ限界 20%）シリーズを使用した。 
 
2.3.1.1 母材性能及び試験片採取位置 
試験 I、試験 II で試験片採取位置をそれぞれ図 2-8、図 2-9 に示す。 
 
 
表 2-2 母材の化学成分と機械的性質 
 
(a) 化学成分(wt%) 
  C Si Mn P S Cep PCM 
H-SA700B 
試験 I 0.13 0.25 1.06 0.012 0.003 0.52 0.25 
試験 II 0.15 0.33 1.17 0.012 0.003 0.42 0.24 
SN490B 
試験 I 0.16 0.35 1.34 0.009 0.001 0.40 － 
試験 II 0.16 0.33 1.42 0.013 0.002 0.42 － 
※Ceq炭素当量=C+Si/24+Mn/6+Ni/40+Cr/5+Mo/4+V/14 
PCM溶接割れ感受性組成=C+Si/30+Mn/20+Cu/20+Ni/60+Cr/20+Mo/15+V/10+5B 
 
 
(b) 引張試験結果(JIS 5 号試験片) 
  
降伏点 
(N/mm2) 
引張強さ 
(N/mm2) 
降伏比 
(%) 
破断伸び
(%) 
H-SA700B 
試験 I 
761 808 94 39 
764 813 94 37 
試験 II 
760 820 93 42 
762 823 93 41 
SN490B 
試験 I 
378 532 71 53 
382 529 72 52 
試験 II 
347 508 68 52 
354 507 70 52 
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図 2-7 試験 I の H-SA700 材引張試験結果(σ-ε) 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
図 2-8 試験 I 試験片採取位置 
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図 2-9 試験 II 試験片採取位置 
 
2.3.1.2 DEPO 部引張試験結果 
表 2-3 DEPO 部の機械的性質 （JIS A2 号試験片） 
試験 試験体 
降伏点 
(N/mm2) 
引張強さ 
(N/mm2) 
降伏比 
(%) 
破断伸び 
(%) 
試験 I 
A 488 580 84 34 
B 728 878 83 22 
C 469 576 81 32 
D 675 858 79 23 
試験 II 
AM 
755 829 91 25 
744 821 91 24 
AL 
733 813 90 24 
719 798 90 28 
BN 
496 572 87 35 
484 554 87 35 
BP 
478 573 83 35 
477 567 84 36 

DEPO引張試験片 
ｼｬﾙﾋﾟｰ試験片開先側 
ｼｬﾙﾋﾟｰ試験片壁側 
DEPO引張試験片 ｼｬﾙﾋﾟｰ試験片柱側 
ｼｬﾙﾋﾟｰ試験片梁側 

（a）AM、AL 試験体 
（b）BP、BN 試験体 
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 表 2-3 で MG-80 溶材の平均降伏比は試験 I で 81%、試験 II で 91%である。
この差は溶接条件で試験 I が下向き、試験 II が横向きで通常、横向きは下向き
より、若干降伏点が高くなる傾向 2-5)があるためだと思われる。 
 
表 2-4 DEPO 部と母材部の引張試験結果比 
  
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
試験Iではいずれの場合においても、DEPO 部の引張強さは母材の引張強さを
上回っている（表2-3）。一方、降伏点については、YGW11 ではDEPO 部が母
材を上回っているが、MG-80 材ではDEPO 部が母材を下回って、アンダーマッ
チングとなった。試験IIでも、 ALはアンダーマッチングで、AMは降伏点が母
材より若干低い結果であった（表2-4）。 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
wσy:DEPO 部降伏点 
bσy:母材部降伏点 
wσt:DEPO 部引張強さ 
wσt:母材部引張強さ 
 
試験 試験体記号
wσy
bσy
wσt
bσt
A 1.28 1.09
B 0.95 1.08
C 1.23 1.09
D 0.89 1.06
AM 0.99 1.01
AL 0.95 0.98
BP 1.36 1.13
BN 1.40 1.11
I
II
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2.3.1.3 シャルピー衝撃試験結果 
 
各継手の熱影響部におけるシャルピー衝撃試験結果を図2-10、表2-5に示す。
いずれの試験体においても、試験温度0℃におけるシャルピー吸収エネルギーは
ばらつきがあるものの平均値で100 J を上回り（梁側で低い傾向）、高い値を示
した。遷移温度はおよそ-60℃であった。 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
図 2-10 試験 I シャルピー衝撃試験結果（HAZ1mm） 
 
表 2-5 試験 I の結果（平均値） 
 
A B C D 
柱側 柱側 梁側 柱側 柱側 梁側 
シャルピー衝撃値 
vEo(J) 
150 167 100 190 143 138 
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図 2-11 試験 II シャルピー衝撃試験結果 
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表 2-6 試験 II の結果（平均値） 
 
AM AL BN BP 
開先側 壁側 開先側 壁側 開先側 柱側 開先側 柱側 
ｼｬﾙﾋﾟｰ衝撃値
vEo(J) 
172 170 172 211 174 86 232 141 
 
試験 II の各継手の熱影響部におけるシャルピー衝撃試験結果（脆性破面率と
吸収エネルギ）を図 2-11 に、表 2-6 には吸収エネルギの平均値を示す。表 2-6
よりほとんどの試験体で、試験温度 0℃におけるシャルピー吸収エネルギーは
150 J を上回ることがわかる。表 2-6 より高い値を示した。BN 試験体柱側のシャ
ルピー値が 86J と他の試験片での結果と比べて若干低い値となっている。これは、
柱側の H-SA700 材が予熱なしによる熱影響部の結晶粒の粗大化と溶接熱の冷却
速度による軟化が考えられるが、70J 以上であり、継手強度に影響を与えないと
考えられる。 
 
2.3.1.4 マクロ試験 
マクロ試験結果を写真 2-2～2-4 に示す。 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
写真 2-2 試験 I マクロ試験片 
(a)試験体 A (b)試験体 B 
(c)試験体 C (d)試験体 D 
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写真 2-3 試験 II 柱－柱溶接継手断面マクロ組織（左：AM、右：AL） 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
写真 2-4 試験 II 柱－梁溶接継手断面マクロ組織（上：BN、下：BP） 
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2.3.1.5 ビッカース硬さ試験結果 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
(a)A 継手 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
(b)B 継手 
図 2-12(a) 試験 I ビッカース硬さ（HV98N）試験結果 
 
荷　　重 ：98N
ピッチ ：ＢＭ 1.0　mm
：HAZ 0.5　mm
：ＷＭ 1.0　mm
測定位置 ：右図参照
荷　　重 ：98N
ピッチ ：ＢＭ 1.0　mm
：HAZ 0.5　mm
：ＷＭ 1.0　mm
測定位置 ：右図参照
50
100
150
200
250
300
350
0 10 20 30 40 50
ビ
ッ
カ
ー
ス
硬
さ
Ｈ
ｖ９
８
Ｎ
測定距離 ｍｍ
裏面6.25mm
max．Ｈｖ＝292
HAZ HAZＷＭ FL BM
SP BM
50
100
150
200
250
300
350
400
0 10 20 30 40 50
ビ
ッ
カ
ー
ス
硬
さ
Ｈ
ｖ９
８
Ｎ
測定距離 ｍｍ
裏面6.25mm
max．Ｈｖ＝352
HAZ HAZＷＭ FL BM
SP BM
Max. HV=292 
Max. HV=352 
第 2 章 完全溶込み溶接接合部の低サイクル疲労性能試験 
 
2-16 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
(c)C 継手 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
(d)D 継手 
図 2-12(b) 試験 I ビッカース硬さ（HV98N）試験結果 
 試験 I では、いずれの試験体においても柱側の熱影響部で硬さの急変があり、
柱側熱影響部と DEPO の境界で硬さが最大となる傾向がある。 
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図 2-13 試験 II 柱-柱溶接継手の硬さ分布 
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図 2-14 試験 II 柱-梁溶接継手の硬さ分布 
 
試験 II では、平継手の AM、AL 試験体はほぼ全体的に約 300HV 以下の良好
な結果であるが、開先側の表面部で 380HV 程度まで上がっている。これは、最
終層の溶接熱の冷却速度の影響を受けて、硬化されたためと思われる。十字型
継手の BN、BP 試験体は両試験体共に H-SA700 材の熱影響部で、上昇している
が、その他はほぼ、200HV 以下で良好な結果である。 
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2.3.2 単調引張試験結果 
試験 I では、どの試験体でも母材部が十分に塑性した後に、母材部で破断した
(写真 2-5)。継手 F、G は他の試験体に比べ溶接部に直接的に引張力が作用しな
い形状で、溶接部の変形が微少であることを確認できた。表 2-7 に、各試験体
の最大耐力を示す。溶接継手の最大耐力 pσtが母材の引張応力 bσtに相当する耐力
を発揮することが確認できた。 
 
表 2-7 試験 I 単調引張試験結果 
試験体記号 継手 柱 梁 
溶接 
材料 
開先 
形状 
pσt 
(N/mm2) 
pσt /bσt 
A-1 
A 
H-SA700 
SN490 YGW11 
K 
548 1.03 
A-2 550 1.04 
B-1 
B H-SA700 MG-80 
855 1.06 
B-2 852 1.06 
C-1 
C SN490 YGW11 
レ 
561 1.06 
C-2 559 1.05 
D-1 
D H-SA700 MG-80 
855 1.06 
D-2 857 1.06 
F-1 F 
H-SA700 SN490 YGW11 
K 844 1.05 
G-1 G レ 841 1.04 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
. 
 
 
 
 
(a) A-1 試験体 
写真 2-5 試験 I 単調引張試験破断例 
≒905 
第 2 章 完全溶込み溶接接合部の低サイクル疲労性能試験 
 
2-20 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
(b) B-1 試験体 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
(c) D-1 試験体 
写真 2-5 試験 I 単調引張試験破断例 
第 2 章 完全溶込み溶接接合部の低サイクル疲労性能試験 
 
2-21 
試験 II で得られた単調引張試験の結果一覧を表 2-8 に示す。すべての試験体
が本試験の溶接条件では、溶接熱影響部による耐力低下などなく、母材で破断
した(写真 2-6)。試験体 AM、AL は、表 2-4 より、DEPO 引張試験結果で溶接
金属降伏点が母材降伏点より低いが、溶接接合試験体の単調引張試験では母材
引張強さと同等以上の耐力を発揮した。これは DEPO 引張試験の丸棒試験と、
溶接組立、試験体の形状による拘束条件の違いのためだと考えられる。 
 また、1.1 節で述べたように、H-SA700 材は TMCP 工法による製造工法（QT
熱処理工法ではない）であるため、本試験の溶接条件を用いた試験体製作の過
程で溶接により母材が加熱されて組織変化が起こる懸念はない。したがって、
継手耐力は母材が十分塑性化した結果として発揮された耐力であると言ってよ
い。 
 
表 2-8 試験 II 単調引張試験の結果 
 
試験体 
記号 
継手 柱 梁 
溶接 
材料 
開先 
形状 
pσt 
(N/mm2) 
pσt /bσt 
AM 平継手 
（横向き） 
H-SA700 － MG-80 
レ 
823 1.00 
AL 835 1.02 
BP1 
十字継手 
（下向き） 
H-SA700 SN490 YGW18 
518 1.02 
BP2 522 1.03 
BN-1 520 1.02 
BN-2 523 1.03 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
図 2-15 試験 II 単調引張試験結果 
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AL AM 
  
BN BP 
 
写真 2-6 試験 II 単調引張試験破断状況 
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2.3.3 低サイクル疲労試験結果 
低サイクル疲労試験載荷方法は 2.2.2 項に記載した載荷方法である。試験 I の
低サイクル疲労試験で得られた荷重-変形関係の例を図 2-16 に示す。表 2-9 に破
断繰返し数Nfなどの試験結果一覧を示す。この結果から、梁母材の鋼材がSN490
材の継手 A、 C の方が H-SA700 材の継手 B、 D よりも Nf が大きい傾向がある
こと、K 形・レ形の開先形状の違いによる Nf の違いはあまりみられないことが
わかった。 
ほぼ全ての試験体で、梁母材側の溶接余盛始端部に発生したき裂で破断した
(写真 2-7)。SM490 材を用いた K 形開先の溶接継手に関する既往の低サイクル疲
労試験でも K 形開先の余盛始端部からのき裂が起点となる破壊を示しており、
H-SA700 材が用いられた今回の試験においても破壊形式は 490 N/mm2級鋼材
の場合と変わらない結果となった。 
 
表 2-9 試験 I 低サイクル疲労試験結果一覧  
  
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
一体目 二体目 柱材 梁材 一体目 二体目
K-S-S ±1.00% ±1.00% 66 58
K-S-M ±1.50% 0↔+1.50% 31 65
K-S-L 0↔+2.00% 0↔+2.00% 47 43
K-H-S ±0.75% ±0.75% 47 44
K-H-M ±1.00% ±1.00% 26 28
K-H-L 0↔+2.00% 0↔+2.00% 31 34
L-S-S ±0.75% ±0.75% 141 168
L-S-M ±1.00% ±1.00% 79 122
L-S-L 0↔+2.00% 0↔+2.00% 85 54
L-H-S ±0.75% ±0.75% 33 37
L-H-M ±1.00% ±1.00% 24 25
L-H-L ＋2.00% ＋2.00% 34 26
低サイクル載荷振幅(ε a ) 破断繰返し数(N f )
SN490
レ形
H-SA700
材質 開先
形状
H-SA700
SN490
Ｋ形
H-SA700
試験 継手
Ｉ
十字継手
(下向き)
試験体
記号
A
B
C
D
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図 2-16(a) 試験 I 低サイクル疲労試験のヒステリシスループ変化 
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図 2-16(b) 試験 I 低サイクル疲労試験のヒステリシスループ変化 
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(a)K-S-S                              (b) K-S-M 
 
 
 
 
 
 
 
 
(c)K-S-L                              (d) K-H-S 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
(e) K-H-M                               (f)K-H-L 
 
写真 2-7 試験 I 低サイクル試験破断状況 
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(g)L-S-S                               (h)L-S-M 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
(i)L-S-L                                (j)L-H-S 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
(k)L-H-M                                 (l) L-H-L 
 
 
写真 2-7 試験 I 低サイクル試験破断状況 
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図 2-17 は、各試験ごとに得られたサイクルごとの最大引張荷重とサイクル数
（N）の関係である。ここで、サイクル数は破断サイクル数 Nf で除して無次元
化したパラメータ N/Nf（以下、破断寿命比と呼ぶ）で表している。いずれの試
験でも、早期のサイクルで荷重低下はないことが確認できた。 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
図 2-17 試験 I 繰返し数に伴う最大引張荷重の変化 
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試験 II での低サイクル疲労試験の結果一覧を表 2-10 に示す。また、荷重-変形
関係の例を図 2-18 に示す。 
試験体 AL-L（±2.00%）は他の試験体に比べて破断に至るまでの繰返し数 Nf
が少ないが、その他の試験体は大きなバラツキはない。試験体 BP と BN では繰
返し数 Nf に顕著な差はみられなかった。写真 2-8、写真 2-9 に破断後の試験体全
景を示す。 
破断形状は、試験体 AM、 AL は、溶接金属で破断しており、AM 試験体 2 本
目以外は開先側の裏当金ノッチ部から、壁側の溶接余盛りトウ部分へ斜めに破
断が進行した（図 2-19）。これは、溶接金属がアンダーマッチング接合であるた
め歪が集中しやすいことに起因して、溶接金属部で破断が生じたものと推察さ
れる。オーバーマッチングである試験体 BP、BN は熱影響部が破断起点であっ
た（図 2-20）。 
  
 
表 2-10 試験 II 低サイクル疲労試験結果一覧  
  
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
柱材 梁材 一体目 二体目
AM-L ±2.00% 19 31
AM-S ±0.75% 116 58
AL-L ±2.00% 9 7
AL-S ±0.75% 42 37
BP-L 47 53
BN-L 56 57
H-SA700
H-SA700 SN490
―
レ形
開先
形状
破断繰返し数(N f )試験体
記号
継手
溶接条件
入熱量又は
(パス間温度)
材質
試験
低サイクル
載荷振幅(ε a)
±2.00%
平継手
(横向き)
十字継手
(下向き)
ＩＩ
20kJ/cm程度
(150℃以下)
20kJ/cm程度
(250℃以下)
40kJ/cm以下
（350℃以下)
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図 2-18 試験 II 低サイクル疲労試験のヒステリシスループ変化 
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写真 2-8 試験 II 低サイクル疲労試験での破断状況 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
図 2-19 試験 II 平継手低サイクル疲労試験でのき裂発生起点と進展経路 
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写真 2-9 試験 II 低サイクル試験での破断状況 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
図 2-20 試験 II 十字継手低サイクル疲労試験でのき裂発生起点と進展経路 
 
図 2-21 に、各サイクルにおける最大引張荷重とサイクル数の関係を示す。い
ずれの試験体でも、試験 I と同様に早期のサイクルで耐力低下を示すことはない
ことが確認できた。 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
図 2-21 試験 II 繰返し数に伴う最大引張荷重の変化 
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2.4 低サイクル疲労寿命 
 
本試験(I 及び II)で得られたひずみ εt –破断繰返し数 Nf 関係を図 2-22、図 2-23
に示す。同図には文献(2-3)の試験結果で提案された SN490 材、H-SA700 材の回
帰式を示し、その回帰式を用いて本研究試験 I 及び II の結果をプロットした。
文献(2-3)の H-SA700 材試験の溶接条件は入熱量 20(kJ/cm)、パス間温度 150℃、
開先形状はレ形、溶接材料は MG-80 である。 
図 2-23 で試験 I の結果より、試験 II の方がやや Nf が上回っている。これは試
験体の改良を（座屈防止材を溶接部に近づける）したためであり、試験体改良
ディテールは適切であったと考えられる。しかし、試験 I で SN490 N/mm2級鋼
材が回帰式を下回っているが、これは溶接材料として YGW11 を使用したためだ
と推測される。ただし、文献(2-3)試験体数も、本研究の試験体数も少ない本数
であり、両試験モデルについて疲労寿命を比較判断することは現状試験体本数
では統計的に信頼性が低いと思われる。今後、試験体数を増やして試験実績を
蓄積する必要がある。 
本試験(I 及び II)は試験体が本数は少ないものの文献(2-3)の提案式とよく対
応できる結果であった。 
 
 
  
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
図 2-22 490N級材試験 ひずみ εt –破断繰返し数 Nf 関係 
 
0.1
1
10
1 10 100 1000
ε t
(%
)
破断繰返し数Nf
実験II BP,BN
実験I K形開先SN490十字継手
実験I レ形開先SN490十字継手
文献(2-3)回帰式
εt  = 0.169Nf -0.64 + 0.00322Nf -0.025 
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図 2-23  H-SA700材試験 ひずみ εt –破断繰返し数 Nf 関係 
 
2.5 単調引張耐力評価 
 
 低サイクル疲労試験によるアンダーマッチングの継手疲労性能について文献
2-3)を用いて図 2-22、図 2-23 で評価を行った。一方、文献 2-6)の一宮らはアン
ダーマッチング継手の単調引張耐力について研究を行った。一般的に溶接継手
強度性能は溶接金属、母材の強度のみではなく、板厚、溶接長さ、溶接形状に
より、拘束度などの影響と共に複雑な関連性を持って溶接継手強度性能を発揮
している。その中、アンダーマッチング継手は溶接部強度が母材のそれよりも
低いため、溶接部の塑性変形が先行するものの、その変形は強度の高い母材で
拘束される。この拘束により、継手の強度が溶接部単体の強度よりも高くなる
ことに着目して、V 開先、ベベル角度 25 度、板厚 12mm の SM490YA、SM570、
SHY685 材の試験体を用いて試験と FEA で分析を行った。SHY685 材での溶接
条件は入熱量 29(kJ/cm)程度、溶接材料は YGW16 であった。試験結果から溶接
幅の補正係数、板厚の補正係数、溶接・母材応力比の補正係数、そして、母材、
溶接材料の降伏応力、引張強度から、溶接継手の降伏応力と引張強度を求めら
れる評価式を提案した。図 2-24 に一宮らが求めた解析と試験関係及び評価式と
解析関係についての研究結果を示す。図 2-24(a)で試験結果と解析結果では、降
伏応力は解析結果が実験結果よりやや低いが、引張強度は解析結果が実験結果
よりやや高い結果であった。一方、図 2-24b)の評価式と解析結果の関係では両
者がほぼ一致する研究成果をみせている。 
0.1
1
10
1 10 100 1000
ε t
(%
)
破断繰返し数Nf
実験II AM
実験II AL
実験I K形開先H-SA700十字継手
実験I レ形開先H-SA700十字継手
文献(2-3) H-SA700平継手回帰式
εt  = 0.0385Nf -0.64 + 0.00437Nf -0.078 
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(a)解析と試験で求めた強度の関係       (b)評価式と解析結果の比較 
 
図 2-24 一宮らの試験、FEA と評価式関係 2-6) 
 
 
本試験に対して、一宮ら 2-6)の提案式による降伏応力及び引張強度を下記の条
件（表 2-11）で求めてみる。 
 
表 2-11 アンダーマッチング継手耐力評価条件 
   
 
 
                              ※降伏応力比 α:溶接金属応力/母材応力 
引張強度比 β:溶接金属応力/母材応力 
  
表2-11の条件は本試験の試験体H-SA700Bの試験 II－AM試験体で、図2-3(a)、
表 2-2(b)、表 2-3 の平均値を基に計算した。 
σy：母材の降伏応力 
σs：母材の引張強度 
βd：溶接幅の補正係数（降伏応力） 
γd：溶接幅の補正係数（引張強度） 
βt：板厚の補正係数（降伏応力） 
γt：板厚の補正係数（引張強度） 
βα：溶接・母材応力比の補正係数（降伏応力） 
γα：溶接・母材応力比の補正係数（降伏応力） 
σB（引張強度）：0.947 x γt x γd x γα x σs 
板厚t (mm) 溶接幅d (mm) 溶接長さw (mm) 降伏応力比α 引張強度比β
25 26.5 120 0.985 1.004
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表 2-12 アンダーマッチング継手の耐力評価結果 
   
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 表 2-12 に一宮ら 2-6)のアンダーマッチング継手の耐力評価による算定結果を
示す。また、同表に本試験の単調引張試験結果を記入した。一宮ら式による引
張強度（761 N/mm2）は本試験結果の引張強度（829 N/mm2）と比べると 0.92
倍と若干低い値を示した。それは、図 2-24(a)に示されているように解析と試験
でも 1 割程度の差は生じている。よって、試験などのバラツキを考慮すると一
宮らの評価式によるアンダーマッチング継手耐力の評価は妥当であると考えら
れる。 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
σy(N/mm
2
)= 761 σs(N/mm
2
)= 822
βt= 1.00 γt= 1.00
βα= 0.90 γα= 0.99
βd= 0.99 γd= 0.98
σys(N/mm
2
)= 671 σB(N/mm
2
)= 761
本実験 － － eσt(N/mm
2
)= 829
降伏応力 引張強度
一宮ら式2-5)
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2.6 まとめ 
  
建築構造用高強度鋼材 H-SA700 の完全溶込み溶接継手の単調引張試験、低サ
イクル疲労試験 I 及び試験 II により得られた知見を以下にまとめる。 
 
(1)同一の継手試験体において、試験I及び試験IIともに単調引張試験では母材で
破断したのに対し、低サイクル疲労試験では梁母材側溶接余盛始端部と裏当金
のスリット部を起点として破壊が生じた。 
 
(2)本低サイクル疲労試験で得た破断繰返し数 Nf を文献 2-3)の εt - Nf 関係回帰式
から得られる値と比べると、H-SA700 材継手では本試験結果が上回る結果とな
った。 
 
(3)座屈防止の改良を行った BP、BN 試験体は試験 I での結果より低サイクル疲
労寿命が上昇したことから、座屈防止の改良方法が適切であったと考えられる。 
 
(4)H-SA700 材どうしの平継手において、パス間温度を高くした試験体(AL)では、
低サイクル疲労試験における破断繰返し数 Nf は、溶接材料で規定されているパ
ス間温度の試験体(AM)に比べて小さい。このことから、パス間温度が完全溶け
こみ溶接継手の低サイクル疲労安全性に影響を与えることが確かめられた。 
 
(5)継手形状（十字継手と平継手）については、平継手では座屈による影響もあ
り、十字継手が若干疲労寿命が長かった。 
 
(6)梁材を SN490 材として、溶接材料を YGW11 と YGW18 にした試験では
YGW18 で入熱量を高くしても疲労寿命が短くなることはなかった。 
 
(7)開先形状（レ形、K 形）については梁 SN490 材ではレ形の若干疲労寿命が長
かったが、H-SA700 材ではバラツキを考慮するとあまり大きな差はなかった。 
 
(8) 一宮ら 2-6)はアンダーマッチングについて、母材と溶接金属の応力比、板厚、
幅などの溶接部形状などとの関連性を用いて溶接継手強度を推定した。一宮ら
の強度推定式に従って、本試験の溶接継手強度を算出した結果、本研究の試験
で得た強度が若干上回る結果となったが、これは、溶接開先形状の差により拘
束条件など、試験のバラツキを考慮すると、一宮らの評価式は妥当であると判
断される。 
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3 章 有限要素解析による溶接継手の力学特性 
 
3.1 はじめに 
 
前章で行った低サイクル疲労試験、単調引張試験結果を用いて、アンダーマ
ッチング継手の力学特性を検討するため、有限要素解析(FEA)を行った。溶接接
合は余盛形状、裏当金によるスリットの影響などによって、ひずみ集中分布は
異なるので、FEA モデルは試験モデルを忠実に再現して、応力やひずみ集中分
布を分析して、アンダーマッチング継手とオーバーマッチング継手の力学特性
の異相について比較検討を行った。 
また、溶接接合は余盛形状、裏当金によるスリットの影響を排除したモデル
で、FEA を行って、アンダーマッチングとオーバーマッチング継手の力学特性
について比較検討を行った。 
 
3.2 有限要素解析（FEA）の概要 
3.2.1 FEA モデル 
FEA モデルは対称性を考慮して境界条件を設定して載荷の直行方向の軸対称
1/2 モデルで、汎用 FEA ソフト ANSYS Ver.11（ANSYS.Inc.）による幾何学
非線形を考慮した三次元弾塑性解析を行った。FEA モデルは三次元解析モデル
で、要素（ソリッド）は三次元 10 節点四面体構造ソリッドとし、溶接部の余盛
形状、裏当金などを忠実に再現した。材料の構成則は Von Mises の降伏条件及
び移動硬化則とし、ひずみ増分は Prandtl-Reuss の方程式に従うものとした。 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
図 3-1 FEA モデル図 
載荷方向 
1/2モデル 
母材部 
母材部 
溶接部 
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（a）試験体例写真 
（b）FEA メッシュ例 
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（c）裏当金スリット詳細図 
図 3-2 FEA メッシュ図 
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図 3-2 に FEA メッシュ詳細図を示す。母材と裏当金スリットは 0.4mm とし、
最小メッシュ長さは 0.1mm とした 3-1)。各部の材料特性範囲は図 3-3 のように
裏当金の溶け込みを考慮して、溶接金属の材料特性範囲を設定した。また、裏
当金には試験で 490N/mm2級材を用いたので FEA モデルでも 490N/mm2級材
としてモデル化した（図 3-3）。 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
図 3-3 材料特性区分図 
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鋼材の応力-ひずみ関係データは、母材ならびに溶接金属の引張試験（JIS A2
号試験片)で得られた応力-ひずみ関係（2 章、表 2-3、表 2-4）を真応力‐真ひず
み関係 3-2)に換算したものである（図 3-4）。 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
図 3-4 材料特性（真応力－真ひずみ関係） 
 
FEA モデル（表 3-1）は、アンダーマッチング継手モデル UM、イーブンマ
ッチング継手モデル EM、オーバーマッチング継手モデル OM である。EM モ
デルは、溶接金属部にも母材の特性を用いたモデルである。OM モデルは、仮
想的に設定したモデルであり、降伏点と引張強さを母材より大きく設定した。
すなわち、仮想溶接金属データは、SN490 材、YGW18 溶接金属の素材機械試
験結果に基づき、降伏点と引張強さをそれぞれ溶接金属データの 1.28 倍、1.1
倍に設定した。各部に想定した材料特性を図 3-4 に示す。 
 
 
表 3-1 FEA モデル概要 
  
 
 
 
 
 
 
       ※1. 溶接金属材料特性からσy （母材降伏点）x 1.28、σt （母材引張強さ）x 1.10 
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σy:H-SA700 母材降伏点 
σt:H-SA700 母材引張強さ 
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UM H-SA700 780N/mm2用 アンダーマッチング 実験あり
EM H-SA700 H-SA700と同等 － 解析のみ
OM H-SA700 仮想溶材※1 オーバーマッチング 解析のみ
備考解析モデル名
FEA適用材料特性データ
想定接合
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3.2.2 載荷方法 
 
有限要素解析（FEA）は、単調引張試験の再現と低サイクル疲労試験の再現
を行った。低サイクル疲労試験での載荷は、試験と同様に繰返し変位を与えて、
ひずみ振幅が±2.0%となるようにした。 
単調引張試験（表 3-1 の UM モデル）を 2 章（図 2-13）で AM 試験体と AL
試験体の FEA 解析結果を図 3-5 に重ねて示した。試験と FEA の結果は伸び（一
定長さ（259mm）あたりの変位率）と継手耐力（公称応力 S（N/mm2）=T/A、T
（N）：反力、A（断面積）：25mmx60mm）関係をみるとよく対応できる結果で
FEA のモデル作成、載荷方法は、妥当であると考えられる。 
 
  
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
（a）AM 試験体 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
（b）AL 試験体 
図 3-5 単調引張試験と FEA 結果（UM モデル） 
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単調引張と同様なモデルで、低サイクル疲労試験を再現した FEA 結果と試験
体 AL の低サイクル結果と比較したグラフを図 3-6 に示す。FEA 結果と試験結
果を比べると、弾性域と塑性化後の勾配がよく一致しており、FEA は試験結果
を概ね再現できていると判断できる。 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
※グラフ上の数字は解析載荷ステップを示す。 
 
図 3-6 試験結果(AL-L2)と FEA 結果(UM) 
 
 
図 3-7 は FEA による Von Mises の応力、及び図 3-8 は Von Mises 相当ひずみ
のコンター図である。また、図 3-9 にモデル OM、図 3-10 にモデル EM の FEA
結果を同様に各 STEP から抜粋して整理した。応力とひずみのコンター図結果
をみると裏当金のスリット部に応力とひずみが集中していることがわかる。2 章
での試験でも同じ箇所が破断起点となっており、FEA 結果と符合している。各
結果から応力、ひずみは、アンダーマッチングでも、オーバーマッチングでも、
同様な場所に大きく集中している。これは接合の耐力より、接合部の形状が大
きく影響されるからである。しかし、同様な場所で応力、ひずみが集中しても
その度合いは接合強度比の差によって、大きく異なると思われる。各接合強度
比による応力、又ひずみが、どのような差をみせているかについて次項で調べ
る。 
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 (a)STEP2                            (b)STEP4 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
(c)STEP6                            (d)STEP8 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
(e)STEP12                           
 
図 3-7 UM モデル Von Mises の相当応力分布 
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(a)STEP4 全体図                  (b)STEP2 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
(c)STEP4                            (d)STEP6 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
(e)STEP8                            (f)STEP12 
 
図 3-8 UM モデル Von Mises 相当ひずみ分布 
 
εeqv 
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(a)STEP2 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
(b)STEP4 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
(c)STEP12 
 
図 3-9  FEA 結果でのコンター図 OM モデル 
 
 
Von Mises 相当応力分布 
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(a)STEP2 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
(b)STEP4 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
(c)STEP12 
  
図 3-10  FEA 結果でのコンター図 EM モデル 
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3.3 ひずみ集中について 
  
FEA 結果により応力及びひずみが裏当金のスリット部に大きく集中している
ことが確認できた。この現象は接合強度比によるものではなく溶接部形状によ
るものと考えられる。しかし、接合強度比により、その集中の度合いは異なる
と思わる。本項では、その集中度合いの差がどの程度であるか、ひずみを対象
に検討した。各 FEA モデルについてルートギャップ（7mm）内のひずみにど
の程度差があるか調べた。ここで STEP数は図 3-6での STEP数と同じである。 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
図 3-11 各 STEP での Von Mises 相当ひずみの比較 
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 図 3-11 の(c)～(e)を見ると各段階の載荷（STEP）状況をみてもモデル OM と
モデル UM でルートギャップ両側でのひずみの差は明らかに異なる。アンダー
マッチング(UM)はオーバーマッチング(OM)の継手より、溶接部にひずみが集中
することが分かった。 
 次にひずみはどの程度集中するかを具体的に調べる。図3-7～図3-10までで、
ひずみはスリットに集中していることが確認できた。一例としてモデル UM の
FEA 結果で STEP4（図 3-6 参照）のひずみコンター図（図 3-12）をみるとひ
ずみはスリットの円周部に大きく集中しているためここを中心に比較検討する。 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
図 3-12 Von Mises 相当ひずみ分布 UM モデル（STEP4） 
 
 図 3-13で示すスリットの円周部の大きく集中しているひずみを表 3-1のFEA
モデル UM、EM、OM のひずみ集中度合いを比較してみる。 
           
       
    
    (3-1) 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
図 3-13 スリット先端部の相当全ひずみの平均値(εave,slit) 
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(a) STEP4 コンタ図 
(b) 拡大図 
ここで、iεeqv  : 節点の Von Mises 相当ひずみ 
li  : 節点の負担長さ(mm) 
εave,slit  : スリット円週部の Von Mises 相当 
ひずみの平均値 
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スリット先端の円周部(図 3-13)に生じて Von Mises 相当ひずみ(εeqv)の平均値
εave,slit を算定して、スリット先端部のひずみ集中を調べる。モデル UM、OM で
の εave,slit 値をモデル EM での値 EMεave,slit に対する比を FEA の STEP(図 3-6)ごと
に算定した結果を図 3-14 に示す。同図の横軸 Fεaは各 FEA で算定したひずみで、
2 章で図 2-4 に示すひずみゲージ位置での表・裏面の載荷方向ひずみの平均値
である。 
図 3-14 より、アンダーマッチング継手の FEA モデル UM とオーバーマッチ
ング継手の FEA モデル OM のスリット先端部でのひずみは、モデル UM で EM
の約 1.2 倍、モデル OM で EM の約 0.5 倍となっており、両者には明瞭な違い
が見られる。この結果から、アンダーマッチング継手ではオーバーマッチング
継手に比べてスリット部にひずみが集中していることが検証できた。 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
図 3-14 εave,slit によるひずみ集中度算定結果 
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3.4 溶接部形状による影響 
 
 溶接継手耐力は母材および溶接金属の耐力に影響されることは言うまでもな
い。しかし、溶接部の機械的性質と共に溶接部の形状も継手耐力に大きく影響
する。前節まで、溶接部と裏当金のスリットに応力、ひずみが集中しているこ
とを明らかにした。本節では、溶接部形状の変化による力学的特性について検
討を行う。 
 
3.4.1 余盛形状の変化 
 
 完全溶込み溶接形状は一般的に大きく“レ型”形状と“K 型”形状がある 3-3),3-4)。
レ型形状は通常 7mm のルートギャップを持って裏当金を用いるためスリット
は発生するが、一方向から溶接を行えるので、施工性がよい。また、K 型溶接
は裏当金用いないためスリットは発生しないが、両方向から溶接行うため、施
工性がよくない。特に現場での梁端溶接は一方向から溶接ができる“レ型”形
状の溶接が選択されることが多い（図 3-15）。 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
(a)レ型開先                          (b)K 型開先 
図 3-15 溶接部開先形状 
 
 レ型開先は溶接後スリット部を除去しない限り、スリットは避けられない。
接合強度比による溶接部の影響を明確に調べるために裏当金をなくして、スリ
ットが発生しない FEA モデルで、応力、ひずみがスリットに集中影響を除いた
FEA モデルで、接合強度比による溶接部の影響を調べる。 
 さらに溶接は開先形状の影響と共に溶接余盛形状も、溶接部耐力に影響を及
ぼす。よって、建築鉄骨溶接で余盛りの高さが規定されている 3-3)3-4)。裏当金を
除いた FEA モデルで余盛りの高さをパラメータとして解析を行って、溶接継手
の力学特性を調べる。 
 
スリット発生 裏当金 
母材 母材 母材 母材 
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図 3-16 余盛り形状変化モデル 
 
 FEA モデルはレ型開先で、7mm ルートギャップ、35 度開先とした。また、
余盛りはベベル側、壁側とも 2mm 溶接の溶け込を見込んだモデルとして、余盛
りの高さを 2~10mm に変化させたモデルである（図 3-16）。 
アンダーマッチング継手の u35w2~10 モデルは図 3-4、表 3-1 での UM の材
料特性を用いて余盛り高さは 2mm～10mm（図 3-16）である。また、オーバー
マッチング継手モデルの特徴と比較する為、o35w2~10 モデルで材料特性を表
3-1 の OM として同じく、余盛り高さは 2mm～10mm としたモデルを用いた。
そして、余盛り形状が試験体と同様で裏当金のみ除いた u35N モデルを用いた。
各FEAモデル名について表3-2に示す。FEAの載荷は単調引張試験を再現して、
一方向の変位による制御で、解析を行う。 
 
 
 
表 3-2 余盛り形状による FEA 解析モデル名 
 
 
 
 
 
 
 
 
※1：表 3-1 の OM 溶材と同様 
 
 
 
35°
2,4・・・8,10mm
2mm2mm
余盛高さ
裏当金なし
母材部 溶接金属部
u35w 780N/mm2用
アンダー
マッチング
o35w 仮想溶材※1
オーバー
マッチング
u35N
余盛り形状は
図3-2(a)と同様 780N/mm
2用
アンダー
マッチング
2,4,6,8,10
余盛り高さ
(mm)
備考
H-SA700
FEA適用材料特性データ
解析モデル名
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 継手溶接部応力（S（N/mm2）=T/A、T(N)：反力、A（断面積）：25mmx60mm）
と伸び率（一定長さ（259mm）あたりの変位率）の関係を図 3-17 に示す。u35w2
（余盛り高さ 2mm）のモデルは若干耐力が低いが、その他のモデルは殆ど、差
がない。さらに試験体と同様なモデルで裏当金のみがない u35N モデルとも比
較しても、その他のモデルは殆ど差がないことが確認できた。 
 
 
  
 
 
 
 
 
 
 
 
(a)全体応力-伸び          (b)一定範囲応力-伸び 
 
図 3-17 u35 継手 FEA 結果 応力－伸び 
 
o35w モデルも同様に結果の整理を行った。図 3-18 に示す。余盛り高さ 2mm
～10mm 及び o35N のモデルの結果はあまり差がなく、ほぼ同じ結果であった。
余盛り高さによる耐力の変化は殆どないことが検証できた。 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
(a)全体応力-伸び          (b)一定範囲応力-伸び 
 
図 3-18 o35 継手 FEA 結果 応力－伸び 
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(a)STEP6                                (b)STEP9 
 
 
 
 
 
 
 
 
(c)STEP12                                (d)STEP15 
 
図 3-19 u35 モデルのルートギャップ部（7mm）Von Mises 相当ひずみ 
 
 u35 モデルのルートギャップ部の STEP（図 3-17(a)参照）ごとの Von Mises
相当ひずみの結果を図 3-19 に示す。グラフの横軸がルートギャップ 7mm の各
位置で右方（7mm）がべベル側で、左方（0mm）が壁側である。べベル側と壁
側を比較すると低 STEP ではあまり差がないが、高 STEP 数（モデルの全体変
位が大きくなる）につれて、べベル側の Von Mises 相当ひずみ（εeqv）が大きく
なっている。 
しかし、余盛り高さによる差によるルートギャップ部ひずみの集中は必ず、
余盛り高さに比例することはなく、また、各余盛り高さ別の差はわずかである。
図 3-19 の結果から、壁側より、べベル側にひずみが集中することが分かった。 
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3.4.2 開先角度による影響 
 レ型溶接部で開先の壁側よりべベル側にひずみが集中していることが、前項
で検証できた。本項では、さらに開先角度が、ひずみ集中の与える影響につい
て調べるため、開先角度を 35 度から 25 度に変えて FEA で解析行う（図 3-20）。 
 
 
 
 
 
 
 
 
図 3-20 25 度開先 FEA モデル詳細図 
 
表 3-3 25 度開先 FEA 解析モデル名 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
図 3-21 25 度開先 FEA 解析結果 
 
 FEA 解析結果、25 度開先（図 3-21）でも、35 度開先（図 3-17）FEA 結果
とあまり差がない結果であった。上記結果からアンダーマッチングで、25 度開
先、35 度開先の接合ディテールの差は、耐力的にわずかに低下するもののほと
んど差がないと判断する。 
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3.5 接合強度比による影響 
 余盛り形状、開先角度などのディテールはアンダーマッチングに接合耐力の
面であまり影響を与えないことを検証した。よって、接合ディテールの形状は、
裏当金なし、開先角度 35 度、余盛り高さ 2mm としたシンプルな接合ディテー
ルでアンダーマッチング、オーバーマッチングの FEA 解析を行ってその特徴に
ついて検討する。 
 FEA 解析モデルは母材と溶接金属の降伏応力比を接合強度比として決めた。
0.8w～0.96wモデルはアンダーマッチグ継手、1.0wはイーブンマッチング継手、
1.2w~1.3w はオーバーマッチング継手を想定したモデルである。表 3-4 に FEA
モデル一覧を示す。FEA 解析に与える材料特性データは、母材は一定として、
溶接金属の降伏点は母材応力の 0.8～1.3 倍とし、引張強度はひずみ(ε)を 0.2 ま
でとし、その時の応力（σ）は 0.96w2, 0.96w を除いて、すべて母材応力（σ）
の 1.1 倍とした（図 3-22）。 
 
             表 3-4 接合強度比別の FEA 解析モデル名 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
  
 
 
 
 
 
 
 
 
 
図 3-22 接合強度比別の材料特性データ 
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σ
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ひずみε
降伏点1.3倍の母材
降伏点1.2倍の母材
降伏点1.0倍の母材
降伏点0.9倍の母材
降伏点0.8倍の母材
H-SA700母材
780N/mm2用溶材
母材部 溶接金属降伏点
0.8w2 母材降伏点x0.8 母材応力x1.1 -
0.9w2 母材降伏点ｘ0.9 母材応力x1.1 -
0.96w2 母材降伏点ｘ0.96 母材応力x1.03 実験材料特性と同様
1.0w2 母材降伏点ｘ1.0 母材応力x1.1 -
1.2w2 母材降伏点ｘ1.2 母材応力x1.1 -
1.3w2 母材降伏点ｘ1.3 母材応力x1.1 -
0.96w
試験体同様
（図3-2(a)参照）
母材降伏点ｘ0.96 母材応力x1.03 実験材料特性と同様
解析モデル名
FEA適用材料特性データ
備考
H-SA700
2mm
余盛り高さ ε =0.2時の応力σ
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 FEA 解析結果を図 3-23 に示す。材料特性データで降伏点の比に対して比例す
る結果が検証できた。FEA 最大耐力（FEA 解析であるので、最大耐力と呼ぶこ
とは適切ではないが、本論文では、便利上 FEA 最大耐力と呼ぶ）を一定（0.96w2, 
0.96w は除外）として、降伏点のみを変化させたモデルであるので、最大耐力
の差はあまり大きくない。接合強度比に対する FEA 解析結果は、接合強度比に
比例する結果を得た。しかし、その比例関係は接合強度比の関係のみではなく、
溶接部の形状、長さ、板厚など様々な要因が複雑に関係しているので、その比
例関係を正確に究明することは簡単ではない。次章で、接合強度比の FEA 結果
を用いて、本研究の溶接条件での接合強度比による構造設計へのアプローチに
ついて分析を行う。 
図 3-23 の FEA 結果からベベル側溶接上端部の溶接余盛りの溶接金属と母材の
境界節点についての載荷(材軸)方向（X 方向）のローカルひずみ（εlocal）を耐力
との関係で整理した結果を図 3-24 に示す。 
  
 
 
 
 
 
 
 
 
 
図 3-23 各接合強度比の耐力と伸び関係 
 
   
 
 
 
 
 
 
 
 
 
図 3-24 各接合強度比の耐力とローカルひずみ（εlocal）関係 
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図 3-24 から接合強度比 0.8、0.9 のモデルは同じ応力の状況で該当ローカルひず
み（εlocal）が大きいことが確認できた。そして、継手の降伏応力時の STEP で
以下のデータを整理した。図 3-25 には接合強度比（横軸）対する継手降伏応力
／母材降伏点（縦軸）、図 3-26 には接合強度比（横軸）対する材軸（載荷）方
向のローカルひずみ（εlocal）（縦軸）で整理した。図 3-25 をみると、接合強度比
0.8 では継手降伏応力比が小さいが、接合強度比 1.0 を超えるとあまり差はない。
そして、図 3-26 は、接合強度比が 0.8 ではローカルひずみ（εlocal）が大きいが、
接合強度比 1.0 を超えるとあまり差はないことが確認できた。この接合強度比に
よるローカルひずみ（εlocal）の差が、継手耐力としてどのように影響を与えるか
を次章で確認を行う。 
 
   
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
図 3-25 各接合強度比と継手降伏応力比 
 
  
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
図 3-26  各接合強度比と載荷方向ローカルひずみ（εlocal） 
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3.6 裏当金による影響 
 
 建築鉄骨架構における梁端フランジの完全溶込み溶接で標準的に用いられて
いる溶接ディテールであるルートギャップ 7mm を用いたレ形開先形状による
溶接を行う場合、裏当金の使用は必須である（裏波溶接用セラミック系裏当て
材採用を除く）。この裏当金の使用に伴って、裏当金と母材との間にスリットが
生じる。3.3 節では、このスリット部でのひずみ集中の状況が接合耐力比にどの
依存するかを検証した。本節では、ひずみ集中の主要因である裏当金を除去し
たら溶接部近傍の応力やひずみの状況がどのように変化するかについて論ずる。 
3.2.2 項で AL 試験体をモデルとした FEA 結果とそのモデルに裏当金のない
モデルで FEA を行った結果を比較してみた。まず、伸び（一定長さあたりの変
位率）と継手耐力（公称応力 S は図 3-5 参照）関係を図 3-27 に示す。継手耐力
は裏当金あり、なしとも殆ど変わらない。そして、応力とひずみ結果を図 3-27
で示している載荷 STEP で図 3-28 と図 3-29 に示す。 
この解析結果から、裏当金のない解析モデルでは、応力・ひずみ集中部は余
盛りと母材の境界部に移ること、各 STEP での応力・ひずみの最大値が裏当金
のある場合に比べて小さくなることがわかった。具体的には、裏当金なしモデ
ルの相当ひずみは、裏当金ありモデルの約 1/3 程度に留まっている（図 3-29）。
したがって、裏当金のない場合には、溶接継手の疲労寿命が長くなることが期
待できる。 
上述の結果より、レ形の完全溶込み溶接後、裏当金を除去すれば疲労寿命は
改善されると考えられる。一方で、裏当金を除去する作業の際に健全な母材を
傷めてしまう危険性もあり、その場合には逆に疲労寿命を縮めてしまう。よっ
て、裏当金除去（や裏当金を用いない K 形開先の採用）を行うか否かは、疲労
寿命向上というメリットのみに着目するのではなく、施工性や経済性で劣ると
いうデメリットにも着目した上で総合的に判断されるべきものである。 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
図 3-27 裏当金あり、なし FEA 結果 
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(a)裏当金あり STEP6        (b)裏当金なし STEP6 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
(c)裏当金あり STEP10        (d)裏当金なし STEP10 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
(e)裏当金あり STEP16        (f)裏当金なし STEP16 
 
図 3-28 裏当金あり・なしモデルの Von Mises 相当応力分布 
Max:882.797 N/mm2 Max:771.883 N/mm2 
Max:974.713 N/mm2 Max:859.486 N/mm2 
Max:977.354 N/mm2 Max:950.478 N/mm2 
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(a)裏当金あり STEP6        (b)裏当金なし STEP6 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
(c)裏当金あり STEP10        (d)裏当金なし STEP10 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
(e)裏当金あり STEP16        (f)裏当金なし STEP16 
 
図 3-29 裏当金あり・なしモデルの Von Mises 相当ひずみ分布 
Max:0.655146 Max:0.197736 
Max:0.225732 Max:0.066754 
Max:0.046435 Max:0.012784 
第 3 章 有限要素解析による溶接継手の力学特性 
3-25 
3.7 まとめ 
 
溶接継手試験体を再現した有限要素モデル（開先形状、溶接余盛り形状、裏
当金など）を作成し、有限要素解析行った。そして、2 章に示した低サイクル疲
労試験と単調引張試験の結果を用いて、有限要素解析の妥当性を検証した。さ
らに、接合強度比に対する溶接接合部形状の影響を調べるため、余盛り高さと
開先形状を変化させたパラメトリックな解析を行い、各々が溶接継手の応力・
ひずみ分布に与える影響について検証を行った。  
 
(1) 2 章の試験体と同様な接合部形状（余盛り形状、開先形状、裏当金など）の
モデルで低サイクル疲労試験、単調引張試験の FEA を行った結果、弾性勾配と
塑性化後の勾配がよく一致しており、FEA は試験結果を概ね再現できている。 
 
(2) 2 章の試験体と同様な接合部形状モデルの FEA では裏当金のスリット部で
ひずみが大きく集中していることが確認できた。その現象を分析するため、材
料特性を試験と同様なモデルと、オーバーマッチング継手になるように材料特
性を調整して FEA 行った結果、アンダーマッチング継手はオーバーマッチング
継手より、スリット部にひずみが集中していること確認できた。 
 
(3) 接合強度比による影響を分析するため、裏当金なしのモデルで、余盛り形状
を変えて（余盛り高さ 2mm~10mm）、アンダーマッチング継手とオーバーマッ
チング継手での影響を調べたが、差はわずかであり、大きな影響は見られなか
った。また、開先形状について 35 度開先を 25 度解析に変えて FEA 解析を行っ
た結果、アンダーマッチング継手耐力は開先形状による影響があまりなかった。 
 
(4) 接合強度比（溶接金属部降伏応力／母材応力）を変化させて FEA 解析を行
って、その力学的特性について分析を行った。継手耐力は接合強度比が 0.9 以上
の継手モデルでは、大きな差はなかった。また、溶接余盛りと母材の境界にあ
る節点に対して軸方向のローカルひずみ（εlocal）について分析を行った結果、接
合強度比 0.8、0.9 の継手モデルは、1.0 以上のものと比べるとローカルひずみ
（εlocal）が集中していることが確認できた。 
 
(5) 裏当金なしのモデルにすると裏当金ありモデルでスリット部での応力とひ
ずみ集中が溶接余盛りと母材の境界部に集中部が移動してすることが分かった。
これにより、疲労寿命の改善が期待されるが、溶接後裏当金を除去することは
施工方法を考慮すると健全な母材を傷める可能性も高く、施工面で現実的では
ないと本研究では判断した。 
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4 章 地震応答解析を用いた継手疲労性能による耐震性評価 
 
4.1 はじめに 
 試験及び有限要素解析を通じて、高強度鋼材でのアンダーマッチング継手の
特徴について分析を行ってきた。本章では、アンダーマッチング継手を接合部
として評価するため、疲労性能と地震応答解析による耐震性評価に着目した評
価方法で検討を行う。 
高強度鋼材でのアンダーマッチング継手の影響を検証するため、母材と溶接
金属の接合強度比（＝溶接金属降伏応力／母材降伏応力）により、アンダーマ
ッチング継手からオーバーマッチング継手までをパラメーターで行った 3 章で
の有限要素解析結果から溶接部に生じる局所ひずみ（εlocal）を用いて分析を行う。
また、高強度鋼材の柱・梁接合部を想定して梁端で生じるひずみ（emacro）を一
般的に用いられている CDC 法（Column Deflection Curve）で求める。これら（有
限要素解析と CDC 法）の解析結果から母材と溶接金属の接合強度比に対する局
所ひずみ εlocalと梁端ひずみ emacroの関係について検討を行う。 
耐震性に着目した溶接継手としての評価方法は一般的に様々にあるが、本論
文では、その評価ついて、地震時の建物の地震応答解析により、梁端接合部の
繰返す回数を算定、そして有限要素解析と CDC 法で求めた梁端接合部に生じる
ひずみを用いて疲労性能に対する評価で溶接継手としての評価を行う。ただし、
本研究で提案する検証方法は一般的に行われる応力設計により構造設計を行っ
た躯体に対して疲労寿命による長周期地震などに対する検証を行う方法である。
そして、本研究では地震応答解析は 1 質点系として、代表応答変位と繰返し回
数について分析を行う。1 質点系の代表応答変位からは、多質点係の応答変位と
の関連性を限界耐力計算 4-1)の考え方を基にして、各階の層間変位を仮定して、
建築構造設計のクライテリアとしてよく用いる層間変形角を定めることができ
る。なお、地震応答解析で用いる地震波は公開されている観測地震波を用いた。 
上記の検討方法を整理すると、母材と溶接金属の接合強度比に対する梁端溶
接部に生じるひずみを求める。そして、地震応答解析により、梁端部継手を想
定した繰返し回数を算出する。梁端変形角と層間変形角の関係を用いて地震応
答変位からひずみ－繰返し回数関係を算出して疲労性能に対する評価を行う。
このような検証方法でアンダーマッチング継手を溶接継手として評価する方法
として提案する。図 4-1 にアンダーマッチング継手の適用性についての検証案フ
ローを示す。フローに対する詳細検証方法について、以下の節で詳細に記載す
る。 
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図 4-1 アンダーマッチング継手適用性検証案フロー 
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4.2 CDC 法による梁端部ひずみ 
 
 ラーメン骨組の柱・梁接合部で梁端部に生じるマクロひずみ（emacro）を算出
するには有限要素法や集中断面梁モデルなど幾つかの解析方法（図 4-2）がある
4-2)。その中、本研究では CDC 法に着目した。 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
図 4-2 マクロひずみを求めるための構造解析手順と解析ツール 4-2) 
 
 
 マクロひずみを求める手法で有限要素法解析（二次元又は三次元有限要素解
析）を用いることにより、比較的粗い要素分割でも梁相対回転角 θ と梁端部の
マクロひずみ emacroとの関係を求めることは可能である。しかし、実際に骨組に
存在する柱・梁接合部の総数を考えれば、有限要素解析は現実性が少なく、適
切ではない。 
 よって、平面保持を仮定すれば、部材に生じるマクロなひずみ（emacro）は各
部位での曲率 φ と中立軸からの距離 y で表され、梁せいを H とすれば、梁フラ
ンジのマクロひずみ emacroは次式で近似的に求められる。一方、梁の相対回転角
θは、CDC 法（Column Deflection Curve）などを適用して、断面の M-φ（曲げモ
ーメント－曲率）関係に素材の応力－ひずみ関係をから計算される。従って、
これらの関係を用いて、梁相対回転角 θ から梁端部のマクロひずみ emacroを求め
ることができる（図 4-3）。 
 
一次元有限要素法地震応答解析
フレーム地震応答解析
せん断バネ
地震応答解析
フレーム
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層間変形角 部材変形角 マクロひずみ
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図 4-3 梁端変形角とマクロひずみ emacro 
 
 
emacro = φ・y               （4-1） 
 
σx=f(emacro)                （4-2） 
 
M=∫ σ𝑥 ∙ 𝑦𝑑𝐴
𝐷/2
−𝐷/2
               （4-3） 
 
ここで、 
φ：曲率、emacro ：梁中立軸から距離 y の位置での材軸方向のひずみ 
σx ：素材のσ-ε上で emacroに対応する応力 
M ：断面に作用する曲げモーメント 
 
 
 CDC 法とは、平面保持を仮定した任意断面でのモーメント M－曲率 φ の関係
を材料の応力－ひずみ関係から求め、部材に生じる曲げモーメント分布に応じ
た曲率 φ を材長方向に 2 回積分することにより、部材の曲げモーメント－たわ
み関係を求める数値解析手法で、水平力によって生じる三角分布の曲げモーメ
ントのみを受ける梁部材の相対回転角 θ は、L 片持ち梁長さとして、次式から求
められる 4-3)4-4)。 
 
 
𝜃＝
1
𝐿
∫ ∫ ∅
𝑋
0
𝑑𝑥𝑑𝑥 =
1
𝐿
∫ (𝐿 − 𝑥) ∙ ∅𝑑𝑥
𝐿
0
𝐿
0
 
（4-4） 
 
 
 
M
θemacro
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図 4-4 梁部材のモデル図 4-4) 
 
文献 4-2)、4-3)では、SM490 材の試験による CDC 法の検証から、 (式)4-5 で
の α を 7.5 としている(図 4-5、式 4-5、式 4-6)。鋼材の降伏応力が異なることで、
α については各鋼材に適する数値を仮定する。 
 
emacro = α・θ・H / L             （4-5） 
 
ここで、 
α：部材強度条件による係数 
H：梁せい、   L：片持ち梁長さ 
 
𝑆𝑀490𝑒𝑚𝑎𝑐𝑟𝑜＝7.5 × 𝜃 ×
𝐻
𝐿
 
（4-6） 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
図 4-5 梁端マクロひずみおと梁相対回転角との関係 4-2) 
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4.2.1 高強度鋼材の梁端部のひずみ 
 本章では、梁を H-SA700 材と SN490 材と想定し、CDC 法により梁端で生じる
ひずみ(emacro)と梁端変形角（θ）の関係を求める。解析モデルは図 4-6 のように
仮定する。なお、部材の仮定断面を表 4-1 に、部材材料特性を図 4-7 に示す。 
 
 
 
 
 
 
 
 
(a) 対象部材            (b) 解析モデル 
 
図 4-6 解析モデル図 
 
 
表 4-1 仮定断面詳細 
 
 
 
 
 
 
 
  
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
図 4-7 部材材料特性 
2L
(mm)
柱 梁
H-SA700 SN490 H-SA700
7200 □-750x750x36 H-750x300x16x25 H-650x300x16x25
10800 □-850x850x40 H-950x300x19x25 H-800x300x16x25
2L
M
M
柱 柱梁 δ
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図 4-8 CDC 法解析結果 
 
表 4-1)、図 4-7 の条件で CDC 法の解析を行った。その結果を図 4-8、に示す。 
L（スパン/2）の長さによっては、両鋼材とも大きな差は見られない。SN490 材
と H-SA700 材の鋼材強度差により、ひずみの差が現れた。図 4-9 に図 4-8 から
H-SA700 材のみの結果を示す。 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
図 4-9 CDC 法の梁相対回転角との関係 
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図 4-9 からH-SA700の中では、スパンと梁断面性能により降伏後に差が現れた。
式 4-5 のように H-SA700 材でも α 値を求めると、H-SA700-10800 の弾性範囲で
は k1、H-SA700-7200 の弾性範囲では k2の勾配関係から k1と k2の平均 kaverageを
α とした。本研究では α を 1.52 と定める。CDC 法により求めた emacroと梁端変形
角（θ）との関係を弾性範囲では式 4-7 のように仮定することができる。 
 
𝐻−𝑆𝐴700𝑒𝑚𝑎𝑐𝑟𝑜＝1.52 × 𝜃 ×
𝐻
𝐿
 
（4-7） 
ここで、 
θ：梁端変形角、H：梁せい、 L：片持ち梁長さである。 
 
4.2.2 ひずみ集中度 K 
  
CDC 法により、概ねの梁端マクロひずみ emacroが算定できる。ここに 3 章で母
材と溶接金属の接合強度比による単調引張の有限要素解析算定結果を用いて梁
端ひずみ emacro（図 4-3）と局所ひずみ εlocal（図 4-10）の比をひずみ集中度と評
価して、K 値（ひずみ集中度）と表して（式 4-8）分析を行う。 
 
𝐾 = 𝜀𝑙𝑜𝑐𝑎𝑙 / 𝑒𝑚𝑎𝑐𝑟𝑜                      （4-8） 
  
・単調引張の有限要素解析結果で継手の降伏応力と接合部局所ひずみ関係
σ-εlocalを求める。 
 
 
 
 
 
 
ここで、σ =F/A(溶接部母材の断面積) 
 
図 4-10 単調引張有限要素解析での εlocal 
 
・CDC 法から梁端曲げモーメントと梁端ひずみ M-emacroを求める。ここで、M
のから、ウェブ負担分を除いた flangeσ（=M－webσ）梁フランジ応力との関係
flangeσ-emacroを求めることができる。 
 
溶接部
εlocal
F
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図 4-11 CDC 法による梁端部の emacro 
 
・上記で、求めた有限要素解析結果から σ-εlocal、CDC 法から flangeσ-emacro（図
4-11）を用いて、単調引張有限要素解析結果の降伏応力 σ と等しい flangeσ での
εlocal 、emacroを求めてひずみ集中度 K＝εlocal /emacroを求めることができる。 
 
検証モデルは、3 章で行った解析モデルで、全て裏当金なし、そして、溶接余
盛りを 2mm とした接合部形状で、接合強度比を 0.80、0.90、0.96、1.00、1.30
（3 章、表 3-4、図 3-22）として行った有限要素解析結果を用いて検証を行った。
検証結果、接合強度比が低いものほど、継手耐力比も低くなることがわかった。
ただし、母材、溶接金属の強度比と接合部の継手としての耐力比は比例してい
ることはわかったが（3.5 項）、正確な比例関係を究明することは簡単ではない。
それは、3 章の 3.5 項でも言及したが、余盛り形状、板厚、溶接長の長さ、裏当
金による接合部（溶接部）の形状により、発揮する耐力が異なるからである。
ここでは、裏当金なし、及び余盛り高さ 2mm 条件で求めた有限要素解析結果を
用いて分析を行っている。 
 
・接合強度比＝溶接金属降伏応力／母材降伏応力 
・継手耐力比＝溶接継手降伏応力／母材降伏応力 
  
図 4-8 の H-SA700 材の CDC 法の結果を用いて、各接合強度比ごとに求めたひ
ずみ集中度Kの算定結果を図 4-12に示す。同図グラフで立軸はひずみ集中度K、
横軸は降伏近傍 step の有限要素解析結果の継手降伏応力 jointσy（N（反力）／A
（母材断面積））と母材降伏応力 baseσyの比である。 
有限要素解析の各加力 step の中で、降伏近傍の step について分析を行った結
果、接合強度比が低いもの（すなわち、アンダーマッチング継手）ほど、ひず
み集中度 K は高くなることが図 4-12 で確認できる。 
 
 
M
θemacro
M-θ
↓
M-emacro
↓
M=flangeσ+webσ
↓
flangeσ-emacro
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図 4-12 ひずみ集中度 K と継手耐力比の関係 
  
 
 図 4-12 の中に H-SA700 材の結果について、累乗近似式（式 4-9）を求めて、
実線で示した。 
 
K = 
𝜀𝑙𝑜𝑐𝑎𝑙
𝑒𝑚𝑎𝑐𝑟𝑜
= 0.9412 (
𝑗𝑜𝑖𝑛𝑡𝜎𝑦
𝑏𝑎𝑠𝑒𝜎𝑦
)
−21.02
                     （4-9） 
 
ここで、baseσy：母材降伏応力、jointσy：溶接継手降伏応力である。 
 
 式 4-9 により、各接合強度比ごとのひずみ集中度 K－継手耐力比の関係を求め
ることができた。また、式 4-9 は 3 章で板厚 25mm のモデルで有限要素解析を行
って求めたものだが、この板厚を変えて有限要素解析を行って K 値を求めれば
異なる板厚の継手も適用できる。 
 
 
 
 
y = 0.9412x-21.02
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4.3 地震応答による梁端クリティカルひずみと梁端繰返し数 
 4.2.1 項では梁端ひずみ emacroと梁端変形角（θ）の関係について求めた（式 4-7）。
そして、4.2.2 項では、ひずみ集中度 K について、接合強度比により行った有限
要素解析結果から継手耐力比を用いて関係式（4-9）を求めた。前項の結果より、
接合がアンダーマッチング継手になるにつれて（いわゆる、接合強度比が低く
なる）、接合部形状による影響はあるものの、ひずみ集中度 K が高くなる傾向が
あることが確認できた。 
 溶接継手の継手耐力比により、式（4-9）から求められる K 値に 4.2.1 項の CDC
法で求めた梁端に生じるひずみemacroをかけるとローカルひずみが残る（式 4-10）。
このひずみは梁端に生じるひずみemacroが継手耐力比によりどのように変化する
かをひずみ集中度 K の倍率で表したローカルひずみで、このひずみを梁端クリ
ティカルひずみ criεlocalと定義する（式 4-10）。 
 
𝐾 × 𝑒𝑚𝑎𝑐𝑟𝑜 =  𝑐𝑟𝑖𝜀𝑙𝑜𝑐𝑎𝑙          （4-10） 
 
この criεlocalと地震時に梁端部が受ける繰返し数を eN として、2 章で用いた見
村ら 4-5)の疲労性能評価式（2 章、図 2-22）で疲労性能について検討を行う。  
地震などの外力による骨組みの変形について一般的に図 4-13 のように柱の変
形による層間変形角（floorθ）と梁変形による梁端変形角（θ）を定義している。
これは、スパン、階高、柱、梁の剛性などにより変形角が支配されるが、本研
究では層間変形角（floorθ）と梁端変形角（θ）の関係を γ =θ / floorθ と定義して γ =1.0
とした（図 4-13）。ただし、実際の躯体形状、部材寸法を考慮して γ を設定する
必要がある。γ の設定については 4.5.2.2 項で述べる。そして、梁端変形角（θ）
に対して求めた criεlocalと eN 関係を層間変形角（floorθ）との関係で検証すること
ができる。また、層間変形角（floorθ）は応答解析結果により、建物の耐震性を検
討することができる。以上より、アンダーマッチング継手を接合部への適用可
能性について耐震性の評価を考慮した検証を行う。 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
図 4-13 梁端変形角（θ）と層間変形角（floorθ） 
N層
N-1層
梁端変形角：θ
層間変形角：floorθ
γ =θ / floorθ
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4.3.1 1 質点系応答変位と層間変形角の関係 
 本研究では梁端変形角（θ）と層間変形角（floorθ）の間に floorθ ＝ θ の関係を
基に（図 4-13）1 質点系の応答解析によって、応答変位を算定した。ここで、求
めた応答変位は限界耐力計算 4-1)の考え方から多質点系の応答変位に対して 1 質
点系の代表応答変位⊿S（図 4-14）とみなすことができる。 
 
 
 
 
代表変位 ⊿S =
∑ 𝑚𝑖×𝛿𝑠𝑖
2
∑ 𝑚𝑖×𝛿𝑠𝑖
 
 
 
 
 
図 4-14 多質点系と 1 質点系の応答変位関係 
 
ここで、各階の mi（質量）、δsi（層間変位）は各階同じ値と仮定して（図 4-15）、
層間変形角との関係を算定してみる。 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
図 4-15 層間変形 
 
 
 
例えば、階高（Lf）：4,000mm で、層間変形 δsiを 8mm と仮定すると層間変形
角（floorθ）は 1/500(=8/4000)となる。 
 
mi
M
δsi ⊿S
δsi
δsi
δsi
Lf
Lf
Lf
floorθ = δsi /  Lf
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その時、1 質点系の応答解析条件を建物階数：20 階と仮定したら、 
代表変形⊿S は、 
 
⊿S =(Σ64+256+～+20736+23104) /(Σ8+16+～+144+152)=104.0mm 
 
となる。 
 
つまり、上記の条件であれば、1 質点系の応答代表変形（⊿S）が 104.0mm の
時に層間変形 δsiが 8mm で層間変形角（floorθ）が約 1/500 となる。以上の関係か
ら、階高:4000mm、階数:20 階の条件で 1 質点系の応答代表変形（⊿S）につい
て大きさごとにある範囲を決めて、層間変形角の最大値を表 4-2 のように決め
た。ここでの層間変形角は一般的に建物を設計する際に、目標する地震波に対
して、建物の安全・損傷を考慮して設定している層間変形角にみなして設計ク
ライテリア層間変形角（floorθ）として表した。 
 
 
表 4-2 各地震波による代表応答変位（⊿S）と層間変形角（floorθ）の関係 
  
 
 
 
 
 
 
 1 質点系の応答解析による代表応答変位（⊿S）及び層間変形角（floorθ）は、建
物の構造特性（剛性、質量などによる固有周期）により表される。本研究では
その応答結果を用いて、接合強度比と継手耐力比による梁端で生じる criεlocalと
代表応答変位（⊿S）の繰返し数 eN で疲労性能を検証する。 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
代表応答変位
(⊿S )
 ⊿S＜50mm
50mm≦⊿S
＜100mm
100mm≦⊿S
＜170mm
170mm≦⊿S
＜260mm
260mm≦⊿S
＜520mm
層間変位(δ si ) δ si＜4mm
4mm≦δ si
＜8mm
8mm≦δ si
＜13mm
13mm≦δ si
＜20mm
20mm≦δ si
＜40mm
設計クライテリア
層間変形角(floor θ )
floor θ＜1/1000
1/1000≦floor θ
＜1/500
1/500≦floor θ
＜1/300
1/300≦floor θ
＜1/200
1/200≦floor θ
＜1/100
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4.3.2 1 質点系応答による梁端溶接部の繰返し数 eN 
 建築構造の応答解析設計でよく使われている観測地震波は、EL-Centro 波、
Hachinohe 波、Taft 波が古くからよく使われている。図 4-16 に一般財団法人日本
建築センターで公開されている地震波を示す。さらに、防災科学技術研究所か
ら2011年の3.11東北地方太平洋沖地震による強震動の記録を公開している 4-7)。
これらの地震動を用いて、応答解析を行って、応答変位の各レベルに対する振
動累積回数を用いて、継手耐力比による適用性の検討を行う。 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
(a) EL-Centro 波 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
(b) Hachinohe 波 
 
 
図 4-16(a) 観測地震波 
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(c)Taft 波 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
(d)東北地方太平洋沖地震波（新宿） 
 
図 4-16(b) 観測地震波 
 
図 4-16(a)~(d)で建物構造に対して影響する地震波は建物固有周期によって異
なる。また、東北地方太平洋沖地震波は他の観測波の計測時間が 50 秒前後に対
して、地震発生時間が 600 秒前後くらいに長いことが特徴である。各地震波に
対して、建物の構造特性を下記のように仮定して、1 質点系の応答解析により変
位を調べる。 
・応答解析条件 
建物階数：20 階、階高：4,000mm、建物周期：3.0 秒、減衰係数：2% 
 
上記条件を用いて 1 質点系の応答解析による応答の繰返し数（図 4-17）を、
大地震による梁端繰返し数 eN として、各変位レベルの eN を表 4-3 に示す。 
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図 4-17 1 質点系応答解析結果（変位－時刻） 
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表 4-3 各地震波の応答変位ごとによる繰返し数 eN 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
各地震波によって、繰返し数 eN の差はあるが、東北地方太平洋沖地震波（以
降、3.11 波とする）以外に総 totalN 数は 40 回前後で、地震継続時間であまり差が
ないこともあり、大きな差はみられない。しかし、3.11 波は継続時間が、≒600
秒とかなり長い時間であり、繰返し数 eN は 644 回とかなり多い。ただし、地震
波によって、各応答変位レベルでの繰返し数 eN は異なる特徴がある。 
EL-Centro は応答変位（⊿S）が、170mm 以上での繰返し数 eN は総繰返し数 totalN
の 50%以上を占めている。Hachinohe は 50mm 未満で各約 40％を占めている。
Taft は 50mm 未満で約 65％、170mm 以上はなしである。3.11 波は 50mm 未満で
約 75%を占めている。各地震波は地震波のスペクトラムと建物の構造特性によ
って、応答変位が異なる。本論文は１質点系の応答解析であるが、多質点系応
答解析、3 次元立体応答解析を行うとさらに詳細な特性を得られると推測される。 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
代表応答変位
(⊿S )
 ⊿S＜50mm
50mm≦⊿S
＜100mm
100mm≦⊿S
＜170mm
170mm≦⊿S
＜260mm
260mm≦⊿S
＜520mm
Total
e N
継続時間
(秒)
EL-Centro 4 7 7 10 10 38 53.78
Hachinohe 17 3 3 11 9 43 50.98
Taft 29 13 2 0 0 44 54.38
東北地方
太平洋沖地震
486 103 44 9 2 644 599.98
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4.4 criεlocal－eN（繰返し数）による疲労性能判定 
 
 前項までの方法で求めた criεlocal－eN 関係を用いて、継手疲労性能の判定を以下
手順で行う。 
応答解析から得た変位結果（図 4-17 の変位－時刻関係）を 4.3.1 項から応答変
位の大きさによってある範囲に分類して、表 4-4 のように層間変形角の設計条件
を定めることができる。 
 
 
表 4-4 地震波に対する変形角設計条件及び繰返し数 eN 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
層間変形角に対して、CDC 法より梁端ひずみ（θemacro）を（式 4-7）で算出で
きる。例えば、梁せい H：800mm、L：5400mm、として、各層間変形角（＝梁
端変形角）に対する梁端ひずみ（θemacro）を層間変形角ごとに算定すると表 4-5
のようになる。 
 
 
表 4-5 設計層間変形角に対する CDC 法による梁端ひずみ（θemacro） 
  
 
 
 
 
 
 
設計クライテリア
層間変形角( floorθ )
floorθ
＜1/1000
1/1000≦floorθ
＜1/500
1/500≦floorθ
＜1/300
1/300≦floorθ
＜1/200
1/200≦floorθ
＜1/100
EL-Centro
（eN ）
4 7 7 10 10
Hachinohe
（ eN ）
17 3 3 11 9
Taft
（eN ）
29 13 2 0 0
東北地方
太平洋沖地震（ eN）
486 103 44 9 2
層間変形角( floorθ ) 1/1000 1/500 1/300 1/200 1/100
θ emacro
=1.52xθ xH/L
0.00023 0.00045 0.00075 0.00113 0.00225
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例えば、接合強度比が 0.96、余盛り 2mm の有限要素解析モデルの解析結果か
ら得た継手耐力比 0.9972（＝jointσy／baseσy）のひずみ集中度 K を図 4-12、式 4-8
から、求めると、ひずみ集中度 K≒0.998 となる。 
 
 各ひずみ集中度 K に式 4-10、表 4-5 を用いて criεlocalを求めると表 4-6 のように
なる。 
 
 
表 4-6 各ひずみ集中度 K による層間変形角と criεlocal 
  
 
 
 
 
 
 これら、表 4-4、表 4-6 から criεlocal－eN 関係を求めることができた。この結果
を用いて、2 章でも用いた見村ら 4-5）の疲労性能評価式からの criεlocal－eN 関係で
検証を行う。表 4-6 から例えば、ひずみ集中度 K=0.998 で表 4-6 から 1/500 では
criεlocalが 0.00045(0.045%)で、表 4-4 から繰返し数 eN が EL-Centro 波で 7 回、3.11
波では 103 回のとなる。その関係を図 4-18 に示す。 
 
  
    
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
図 4-18 ひずみ集中度 K=0.998 時（余盛り 2mm）の criεlocal－繰返し数 eN 
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 + 0.00437N
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 図4-18のグラフから結果を分析すると、継手耐力比 0.9972（接合強度比は 0.96）、
余盛り高さ 2mm（裏当金なし）のモデルでは、各設計層間変形角による criεlocal
に対する繰返し数 eN は見村ら提案式の継手繰返し強度関係からみると、繰返し
限界値（εt－eN）より低くなっている。繰返し数 eN が限界繰返し数 eN を超えて
いない、安全側であると評価できる。もし、限界繰返し数 eN を超えることがあ
れば、構造設計で、各地震波による応答層間変形角をより小さく設計条件を変
えるか、又は溶接条件（接合形状、接合強度比（溶接金属、母材）など）を変
えて、ひずみ集中度 K を小さくすることで、criεlocalを小さくして、許容繰返し数
eN が増えるようにすることができる。ひずみ集中度 K を変えて criεlocal－eN がど
のように変化するか検証を行う。表 4-7 にひずみ集中度 K ごとに各層間変形角
によって、criεlocalを求めることができる。 
 
表 4-7 層間変形角ごとの各ひずみ集中度 K による criεlocal 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
表 4-7 の算出結果で、K=3.0 の場合について、図 4-18 と同様の方法で各地震波
に対して criεlocal－eN を求めると図 4-19(a)～(d)のようになる。 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
1/1000 1/500 1/300 1/200 1/100
3.0 0.00068 0.00135 0.00225 0.00338 0.00676
2.0 0.00045 0.00090 0.00150 0.00225 0.00450
1.0 0.00023 0.00045 0.00075 0.00113 0.00225
0.9 0.00020 0.00041 0.00068 0.00101 0.00203
0.8 0.00018 0.00036 0.00060 0.00090 0.00180
層間変形角( floorθ )
ひずみ
集中度
K
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図 4-19(a) K 値ごとの criεlocal－繰返し数 eN(El Centro 波) 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
図 4-19(b) K 値ごとの criεlocal－繰返し数 eN(Hachinohe 波) 
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図 4-19(c) K 値ごとの criεlocal－繰返し数 eN(Taft 波) 
 
 
 
  
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
図 4-19(d) K 値ごとの criεlocal－繰返し数 eN(3.11 波) 
 
 図 4-19(a)～(d)の結果をみるとひずみ集中度 K が大きくなるにつれて、criεlocal
－eN 値が上がり、ひずみ集中度 K が 3.0、つまり、継手耐力比が≒0.946 になる
と、地震波によっては εt－eN 値の上限に近くなるものがある。それは、建物固
有周期とも関係していることで、地震波のスペクトラムと建物固有周期を考慮
して設計を行う必要がある。 
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ひずみ集中度 K は図 4-12、式 4-9 より、継手耐力比から求められる。上限の K
値から、上限の継手耐力比によって、設計及び溶接条件が求められる。 
ただし、本論文で用いた εt－N 関係は見村ら
4-5)の提案式であり、各継手の溶
接条件により、継手固有の継手疲労強度特性がある。本論文では、見村らの提
案式で検証を行っている。継手固有の継手疲労強度特性（εt－N 値）については、
更なる試験検討による検証が必要である。 
 
 
 
4.5 累積疲労損傷比 D による評価 
 疲労強度についての安全性の評価は幾つかの評価方法があるが、一般的に用
いられているマイナー（Miner）則による方法で、累積疲労損傷比の評価法があ
る 4-6)。この方法では、応力範囲の頻度分布に対する疲労損傷比の和 D が 1.0 に
なったときに疲労破壊が生じるものと考えている。このように部材に作用する
応力範囲の頻度分布から求めることで、疲労寿命の算出や、疲労照査を行って
いる（図 4-20）。 
 本研究でも累積疲労損傷比による疲労評価を行う。例えば、図 4-12 から接合
強度比 0.80（継手耐力比 0.9444）、ひずみ集中度 K=3.13 のモデルについて累積
疲労損傷比を求める。 
 
  
 
𝒏𝟏
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                              応力範囲⊿εiによる部材のダメージ 
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図 4-20 累積疲労損傷比マイナー則の概念図 4-6) 
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 4.5.1 各地震応答に対する累積疲労損傷比 
 
各層間変形角での criεlocalひずみに対する疲労寿命 N を本研究で用いている 
εt  = 0.0385N 
-0.64
 + 0.00437N 
-0.078から求めた。その結果を表 4-8 に示す。 
 
表 4-8  criεlocalひずみに対する疲労寿命 N 
  
 
 
 
 
 
 
表 4-9  各地震波による累積疲労損傷比 D 
  
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 表 4-9 に累積疲労損傷比 D をまとめた。同表から、累積疲労損傷比 D はすべ
て 1.0 以下である。詳細には El-Centro 波で約 0.29、Hachinohe で約 0.26、Taft は
層間変形角 1/200、1/100 の範囲では応答がなかったため、損傷比 D が約 0.0003
とかなり少ない、そして、東北地方太平洋沖地震波で約 0.08 となっている。Taft
以外の 3 波をみると、全繰返し数（Total eN）は東北地方太平洋沖地震波で一番
多い（表 4-3）が、累積疲労損傷比 D は一番小さかった。これは前項でも述べ
たが、建物固有周期、地震波のスペクトルなどの特徴が異なることで繰返し数
が多くなる領域（層間変形角の領域）分布に差があるためだと考えられる。 
ここで、長周期地震波に対する詳細な検証を行うため、東北地方太平洋沖地
震波にひずみ集中度 K をパラメータとして、上記と同方法で累積疲労損傷比 D
について検証を行う。 
 
 
層間変形角
( floorθ )
1/1000 1/500 1/300 1/200 1/100
criε local (% ) ≒0.07 ≒0.14 ≒0.23 ≒0.35 ≒0.70
疲労寿命N 1.45.E+10 2.05.E+06 6350 426 38
1/1000 1/500 1/300 1/200 1/100
≒0.07 ≒0.14 ≒0.23 ≒0.35 ≒0.70
eN /  N 2.76E-10 3.41E-06 1.10E-03 0.0235 0.2636 0.28815
eN 4 7 7 10 10 -
eN /  N 1.17E-09 1.46E-06 4.72E-04 0.0258 0.2372 0.26351
eN 17 3 3 11 9 -
eN /  N 2.00E-09 6.34E-06 3.15E-04 0.0 0.0 0.00032
eN 29 13 2 0 0 -
eN /  N 3.35E-08 5.02E-05 6.93E-03 0.0211 0.0527 0.08082
eN 486 103 44 9 2 -
EL-Centro
Hachinohe
Taft
東北地方
太平洋沖地震
D=ΣeN  / N
層間変形角
( floorθ )
criε local(%)
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表 4-10 東北地方太平洋沖地震波のひずみ集中度 K ごとの累積疲労損傷比 D 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
表 4-10 にひずみ集中度 K が 3.0~0.8 で各層間変形角ごとの繰返し数(eN)に対す
る累積疲労損傷比 D の結果を示す。累積疲労損傷比 D はひずみ集中度 K が 3.0
の場合が一番大きく 0.06886、K が 0.8 の場合が一番小さく 0.00002 で、全て、1.0
よりはるかに小さく、東北地方太平洋沖地震波に対して累積疲労損傷比 D の評
価では安全であると考えられる。 
上記の全ての結果から、疲労損傷は、全繰返し数（Total eN）より、各（criεlocal
ひずみ）範囲での繰返し数（頻度）eN が大きく影響していることが検証できた。 
表 4-9、表 4-10 の結果から、マイナー則の累積疲労損傷比 D の評価よる H-SA700
材は本研究の溶接条件で接合強度比が 0.8、ひずみ集中度 3.0 でも、疲労に対す
る安全性が確保されていると考えられる。 
 
4.5.2 耐震性検討評価式の適用範囲 
 本研究では疲労性能評価式を見村ら 4-5)の提案評価式を用いて評価を行ってい
る。そして、部材の応力レベルが弾性範囲内を検討範囲として層間変形角と梁
端変形角を等しいと仮定して地震応答解析の層間変形角から、CDC 法より定め
た梁端変形角で梁端部に生じるひずみ（emacro）を算出している。これらの検討
条件に対する適用範囲について検証を行う。 
 
 
層間変形角
( floorθ )
1/1000 1/500 1/300 1/200 1/100
eN （繰り返数） 486 103 44 9 2
cri ε local (%) 0.068 0.135 0.225 0.338 0.676
 N 2.50E+10 3.51E+06 9.38E+03 5.27E+02 4.25E+01
eN /  N 1.94E-08 2.93E-05 4.69E-03 1.71E-02 4.71E-02 0.06886
cri ε local (%) 0.045 0.090 0.150 0.225 0.450
 N 4.50E+12 6.24E+08 9.39E+05 9380 151
eN /  N 1.08E-10 1.65E-07 4.69E-05 9.59E-04 1.32E-02 0.01422
cri ε local (%) 0.023 0.045 0.075 0.113 0.225
 N 3.30E+16 4.50E+12 6.42E+09 3.57E+07 9380
eN /  N 1.47E-14 2.29E-11 6.85E-09 2.52E-07 2.13E-04 0.00021
cri ε local (%) 0.020 0.041 0.068 0.101 0.203
 N 1.22E+17 1.75E+13 2.47E+10 1.38E+08 27100
eN /  N 3.98E-15 5.89E-12 1.78E-09 6.52E-08 7.38E-05 0.00007
cri ε local (%) 0.018 0.036 0.060 0.090 0.180
 N 5.85E+17 7.9E+13 1.13E+11 6.23E+08 1.0E+05
eN /  N 8.31E-16 1.30E-12 3.89E-10 1.44E-08 1.96E-05 0.00002
-
K D=ΣeN  / N
-
-
-
-
0.9
0.8
1
3
2
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 4.5.2.1 疲労試験バラツキの許容範囲 
H-SA700 材に対する溶接継手の疲労性能評価式は見村ら 4-5)の試験により求め
た評価式である。ただし、見村らの試験体数にも限りがあるので試験結果のバ
ラツキについて検証を行った。参考文献（4-6）では、試験結果データから疲労
設計曲線を決める際にバラツキを考慮して、試験結果の平均－2ｘ標準偏差範囲
まで包括できる範囲を疲労設計曲線と決めている。実際に平均－2ｘ標準偏差の
範囲がどのくらいかを調べてみると文献（4-8）で平均値に対しる 2ｘ標準偏差
の範囲は約 30%であった（図 4-21）。よって、本研究では、図 4-19(d)で繰返し数
eN が 1.0 の時 criεlocalを 30%低減させると図 4-22 となる。そして、この 30%低減
の疲労強度評価式に東北地方太平洋沖地震波で K 値が 3.0 の累積疲労損傷比 D
を算出すると表 4-11 のようになる。 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
図 4-21 200 万回疲労強度実験結果 4-8) 
 
  
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
図 4-22 図 4-19(d)から見村ら提案式 3 割低減（3.11 波） 
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表 4-11 3 割低減疲労性能評価による累積疲労損傷比 D 
  
 
 
 
 
 
 
 
東北地方太平洋沖地震波で見村ら疲労性能評価式を 3 割低減して検討行った結
果、表 4-8 で示しているように累積疲労損傷比 D は約 0.25 であった。表 4-10 で
は同条件（K＝3.0）で約 0.069 であったが、疲労性能評価式を 3 割低減したこと
で D 値は大きく増加したもののまだ、限界の累積疲労損傷比 1.0 までには大き
く余裕がある。よって、試験のバラツキなどにより見村ら疲労性能評価式に対
して 3 割程度の許容範囲を設けても、安全側であることが確認できた。 
 
4.5.2.2 層間変形角と梁端変形角の関係 
 本研究では図 4-13のように層間変形角（floorθ）と梁端変形角（θ）関係を γ =θ/floorθ
でγ=1.0 として層間変形角から梁端ひずみ（emacro）を算出している。しかし、
実際の建物では柱、梁の剛比関係により様々な力学的挙動がある。よって、層
間変形角と梁変形角の関係を整理して本研究の適用範囲を定める。1 層 1 スパン
の部分架構モデルで応力による弾性変形関係を算定し（図 4-23）γ の実況値につ
いて調べてみよう。ここでパネル部の変形は考慮しない。 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
図 4-23 1 層 1 スパン部分架構モデル 
 
 
 
層間変形角
( floorθ )
1/1000 1/500 1/300 1/200 1/100
eN （繰り返数） 486 103 44 9 2
cri ε local (%) 0.068 0.135 0.225 0.338 0.676
 N 3.10E+08 5.45E+04 7.13E+02 1.24E+02 1.78E+01
eN /  N 1.57E-06 1.89E-03 6.17E-02 7.23E-02 1.12E-01 0.24803
K D=ΣeN  / N
3
-
Ib：梁部材断面 2 次モーメンド 
Ic：柱部材断面 2 次モーメンド 
lb：梁スパン 
lc：柱長さ（階高） 
lb
Ib
Ic lc
梁
柱
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(4-11) 
(4-12) 
(4-13) 
 まず、鉛直荷重（w、梁長さあたり）時のみについて変形角（θv）を（図 4-24）
算出すると下記になる。 
 
𝜃𝑣 =
1
24𝐸𝐾𝑐
×
1
3 + 𝑘
× 𝑊𝑙𝑏 
 
ここで、 
Kb：Ib / lb 、Kc：Ic / lc  、  k = Kb / Kc 
W＝w・lb 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
図 4-24 鉛直荷重時の柱・梁変形角 
 
 また、水平荷重（H）時のみについて層間変位（floorθ）と梁変形角（θH）を
算出する（図 4-25）と下記になる。 
 
     𝜃𝐻 =
1
24𝐸𝐾𝑐
×
1
𝑘
× 𝐻𝑙𝑐 
 
𝑓𝑙𝑜𝑜𝑟𝜃 =
1
24𝐸𝐾𝑐
×
𝑘 + 1
𝑘
× 𝐻𝑙𝑐 
  
 
 
 
 
 
 
 
図 4-25 1 層 1 スパン部分架構モデル 
lb
lc
lb
lc
w
w
θv -θv
-θvθv
θv -θv
lb
lc
lb
lc
θH
-θH
floorθ
θH
H
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(4-14) 
(4-15) 
 そして、鉛直荷重と水平荷重時の梁端変形角は下記になる。 
 
θ = θv＋θH 
 
𝜃 =
1
24𝐸𝐾𝑐
(
1
3 + 𝑘
× 𝑊𝑙𝑏 +
1
𝑘
× 𝐻𝑙𝑐) 
 
 従って、層間変形角（floorθ）と梁端変形角（θ）関係は、 
 
𝜃
𝑓𝑙𝑜𝑜𝑟𝜃
=
1
𝑘 + 1
(1 +
𝑘
3 + 𝑘
×
𝑊
𝐻
×
𝑙𝑏
𝑙𝑐
) 
 
となる。 
 
 例えば、4.2.1 節で CDC 法の算定で用いたスパン、階高、柱、梁寸法の詳細で、
梁：H-650x300x16x25、柱：□-750x750x36 から γ 値を算定すると、まずスパン
lb＝7.2m、階高 lc＝4.0m からスパンと階高の関係は lb＝1.8lcとなる。ここで、柱、
梁の部材が下記のようになると、γ＝ 1.2 となる。 
 上記算定のように躯体の詳細寸法を確認して層間変形角（floorθ）と梁端変形角
（θ）関係（θ＝floorθ x γ）を算出して検証を行うことができる。 
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4.6 まとめ 
 
 接合強度比（＝溶接金属降伏応力／母材降伏応力）をパラメータとした有限
要素解析結果と CDC 法による梁端の変形角により生じる想定ひずみ ε を用いて
ひずみ集中度 K 値を求めた。これら、接合強度比、ひずみ集中度 K 値から、ク
リティカルひずみ criεlocal が求められる。次に、想定地震波に対する応答解析に
より求めた応答変位（繰返し数 eN）とCDC法による各梁端変形角に対する、criεlocal
と繰返し数 eN 関係を求めて、継手の繰返し荷重に対する疲労強度関係（ε－Ｎ）
を用い、接合部の安全性評価ができた。 
 
 
(1)CDC 法により各梁端変形角に対して、梁せい、スパンの関係から梁端に生じ
るひずみ emacro を求める関係式を定めた（式 4-7）。 
 
(2)有限要素解析で溶接部のローカルひずみ εlocalとCDC法により得た梁端マクロ
ひずみ emacro との比をひずみ集中度 K（εlocal／emacro）と表す。ひずみ集中度 K は
継手耐力比（jointζy／baseζy）に対して近似式より求めることができた（式 4-8）。 
ひずみ集中度 K は継手耐力比が小さくなるほど（溶接継手降伏耐力が母材降伏
耐力より低いほど）、ひずみ集中度Kが高くなる傾向が確認できた。この式より、
継手耐力比から簡単にひずみ集中度 K を求めることができる。 
 
(3)高層建築鉄骨架構の地震外力下における低サイクル疲労に対する安全性を簡
略的に検証する方法として、1 質点系の地震応答解析結果を用いている手法を提
案した。具体的には、1 質点系の応答解析を行って、代表応答変位を限界耐力計
算で用いられている多質点系応答と 1 質点系応答の関係により、応答変位に対
して層間変形角を求める。求めた層間変形角を大きさによってある範囲を設け
て（例えば 1/200～1/100）、その範囲内の 1 質点系応答の繰返し数を地震時に溶
接継手が受ける繰返し数として、繰返し数 eN を求める。 
 
(4)地震波に対して梁端変形角（θ）と層間変形角（floorθ）関係を γ =θ/floorθ で γ=1.0
として設計クライテリアを層間変形角と設定する。CDC 法により梁端変形角（＝
層間変形角）に対する梁端ひずみ（θemacro）を求める。そして θemacro にひずみ集
中度 K をかけることで梁端変形角（＝層間変形角）に対して生じる梁端部のク
リティカルひずみ（criεlocal）を算出することができる。これにより、上記(3)で求
めた繰返し数 eN を用いると criεlocal－eN 関係が得られる。この関係に対して参考
文献（4-5）で提案している疲労性能評価式で評価を行った。 
 
⊿ ε 1
⊿ ε 2
⊿ ε i
応力範囲⊿ε
疲労寿命N頻度n
疲労設計指針4-6)
n1
n2
ni
N1
N2
Ni
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(5) 設計変形角の設定によるが、本論文では、継手耐力比が≒0.946（その時、接
合強度比≒0.8）では、地震波によっては設定した疲労性能関係（参考文献（4-5））
からの criεlocal－eN の限界値に近くなる場合がある。そして、本論文と同様の溶
接条件（接合強度比 0.96、余盛りあり、裏当金なし）での疲労性能は、観測地
震波、EL-Centro 波、Hachinohe 波、Taft 波、さらに 3.11 の東北地方太平洋沖地
震（新宿）波を用いた応答解析ですべて安全側であり、溶接継手として適用で
きると考えられる。 
 
(6)また、疲労強度の評価方法で、一般的によく用いられているマイナ （ーMiner）
則の累積疲労損傷比による評価法からも検証を行った。検証結果、累積疲労損
傷比 D はすべての地震波で 1.0 以下と安全側であった。さらに、比較的計測時
間が長い長周期地震の特徴で持つ、東北地方太平洋沖地震波についてひずみ集
中度 K を 1.0～3.0 に変化させて評価を行った結果、最大（ひずみ集中度 K 値 3.0
場合）で D は 0.06886 と、1.0 よりかなり低く安全性に大きな余裕を持っていた。 
 
(7)試験のバラツキなどを考慮して見村ら疲労性能評価式を 3 割程度低減で東北
地方太平洋沖地震波のひずみ集中度 K 値 3.0 について検討を行った結果、累積疲
労損傷比 D は 0.25 まで増加するが、まだ、安全側であった。以上の検証結果と
累積疲労損傷比 D の評価から、H-SA700 材は本研究の溶接条件では、疲労性能
に対する安全性が確保されていると考えられる。 
 
(8)上記の検討方法で、H-SA700 材のアンダーマッチング継手について耐震性の
検討を用いた疲労性能評価で継手評価行う方法が提案できた。 
 
(9)本研究の図 4-1 のアンダーマッチング継手適用性検証案フローの検討は部材
応力が弾性範囲内を適用範囲とした。そして、本研究では梁端変形角（θ）と層
間変形角（floorθ）関係を θ/floorθ=γ、 γ=1.0 としたが、建物のスパン、階高、梁、
柱などの条件は様々あるので実際の設計検証ではその条件を考慮して、γ=θ/floorθ
の γ を設定する必要がある。 
 
(10)以上の結果から、本研究条件からの検証で H-SA700 材のアンダーマッチン
グ継手について耐震性に対する安全性を疲労性能評価で確認することができた。 
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第 5 章 結論 
 
 本論文は、高強度鋼材 H-SA700B（溶接用鋼材）を現段階で使用可能な
780N/mm2級溶材(JIS Z3312 の G78A2UCN4M4T と G78JA2UCN5M3T)を用いた
アンダーマッチング継手の可能性が大きい継手に対して、建築部材の継手とし
ての適用性を評価する一つの方法として試験、有限要素解析及び地震応答解析
を用いた評価方法の提案である。試験は単調引張試験と振幅範囲が弾性域を超
えるひずみ 2%までの低サイクル疲労試験で継手性能検証を行った。有限要素解
析では、試験を再現した解析とアンダーマッチングからオーバーマッチングま
での材料特性を与えた解析で検証を行った。また、1 質点系地震応答解析を行っ
て地震により柱梁接合部で梁端部が繰返される数（eN）と応答変位レベルに対
して梁端に生じるひずみ（criεlocal）を算出した。この繰返される数（eN）－ひず
み（criεlocal）関係を用いてアンダーマッチング継手に対して地震動の疲労性能評
価を行った。これらの検証案をまとめてアンダーマッチング継手に対する疲労
性能を用いた鉄骨造建物の耐震性検討方法を提案した。 
本研究の適用範囲は H-SA700B 材が巨大地震時に主要構造部材を弾性範囲に
留めることが期待されているので継手の弾性応力挙動範囲内とした。そして、1
質点系応答解析による層間変形角から梁端変形角を求める際にはパネルの変形
を考慮しない単純化したモデルで柱、梁部材の剛比、階高、スパンなどの条件
から層間変形角と梁端変形角関係を求めて適用することを研究適用範囲とする。 
本章では、第 1 章から第 4 章の結果をまとめ、今後の課題を述べて本論文の
結論とする。 
 
5.1 総括 
 
第 1 章においては、本研究の背景と目的を記載し、既往の研究を概観して
H-SA700B 鋼材のアンダーマッチング継手の適用性を地震動に対する疲労性能
より、評価することに着目して述べた。 
 
第 2 章においては、開先形状を K 形、レ形、平継手、十字継手などのパラメ
ータで単調引張試験、低サイクル疲労試験を行って引張耐力と疲労強度（ひず
み ε－繰返し数 N）の評価を用いて継手性能に対する評価を行った。本研究で得
た結果から、以下の知見が得られた。 
・単調引張試験結果では十字継手、平継手の差による継手強度の差はあまりみ
られなかった。しかし、低サイクル疲労試験でパス間温度の溶接条件により疲
労性能に影響を与えたことが確かめられた。よって、施工の際には溶接条件設
定を慎重に行う必要があると思われる。 
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・単調引張載荷試験では母材で破断したのに対し、低サイクル疲労試験では梁
母材側の溶接余盛始端部と裏当金のスリット部を起点とする破壊が多く生じた。 
・本研究では、低サイクル疲労試験で得た破断繰返し数Nf を見村ら
5-1) ,5-2)の提案
式 ε－Nf 関係の回帰式で評価した。見村らの回帰式に比較すると本研究の
H-SA700材継手疲労試験結果が若干上回る結果であった。 
・一宮ら 5-3)のアンダーマッチング溶接継手の強度推定式を用いて本試験の強度
結果について検討を行った。検討結果、一宮らの強度推定式による評価より本
研究試験結果が若干上回る結果であった。 
 
 第 3 章においては、低サイクル疲労試験、単調引張試験に対して有限要素解
析を行って試験結果の検証を行った。さらに、アンダーマッチング継手の力学
特性について詳細な分析を行うため、材料特性（接合強度比（＝溶接金属降伏
応力／母材降伏応力））、溶接部の開先形状及び余盛り高さをパラメータとして
有限要素解析を行った。その結果、以下の知見が得られた。 
 
・2 章の試験体と同様な接合部形状（余盛り形状、開先形状、裏当金など）のモ
デルで低サイクル疲労試験、単調引張試験の再現有限要素解析を行った結果、
荷重と変位の結果グラフで弾性勾配と塑性化後の勾配がよく一致しており、有
限要素解析は試験結果を概ね再現することができた。 
・有限要素解析結果、2 章の低サイクル疲労試験で破断のき裂発生部である裏当
金のスリット部にひずみが大きく集中していることを確認して、ひずみ集中に
対して定量的に評価を行った。 
・また、裏当金がないモデルで余盛り高さ、開先角度を変えて有限要素解析を
行ったが、接合強度比に対する溶接断面の継手応力差はあまりなかった。 
・接合強度比を 0.8～1.3（本試験での 0.96 場合も含む）にした有限要素解析結
果から、接合強度比 0.8、0.9 のアンダーマッチング継手は接合強度比が 1.0 以
上のオーバーマッチング継手よりローカルひずみ εlocalの集中が大きかった。 
 
 第 4 章については、接合強度比ごとに有限要素解析で得たローカルひずみ
（εlocal）とCDC（Column Deflection Curve）法による梁端部のマクロひずみ（emacro）
を求める。そして、想定建物に対して 1質点系地震応答解析による繰返し数（eN）
を算出する。以上の結果を用いてアンダーマッチング継手に対してひずみ－繰
返し数の関係を求めて疲労性能評価による耐震性評価を行った。その結果、以
下の知見が得られた。 
 
・第 3 章で行った余盛り高さ 2mm、接合強度比を 0.8～1.3 とした有限要素解析
結果から接合部に生じるローカルひずみ（εlocal）について整理を行った。 
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・CDC 法によって、H-SA700 材の梁端変形角に対して生じる梁端部マクロひず
み(emacro)を算出した。算出結果をまとめて、梁回転角、梁せい、片持ち梁長さか
ら emacroが算出できる関係式を導いた。 
・接合強度比による有限要素解析からの εlocalと CDC 法から emacroに対する比を
ひずみ集中度 K（=εlocal／emacro）と定義して、材料強度特性からひずみ集中度 K
を求められる関係式を導いた。 
・観測地震波の EL-Centro、Hachinohe、Taft と防災科学技術研究所からの長
周期地震波の 2011 年の 3.11 東北地方太平洋沖地震波（新宿）を用いてある建
物を想定して 1 質点系応答解析から応答変位と繰返し数（eN）を算出した。 
・1 質点系地震応答解析により得た応答変位を代表変位として多質点系地震応答
による層間変位との関係から層間変形角を求める。そして、層間変形角に対し
て柱、梁剛比による梁端変形角との関係からひずみ集中度 K の影響を考慮して
梁端部に生じるひずみ criεlocalを算出する。 
・以上からひずみ criεlocal－繰返し数 eN の関係を求めて見村ら
5-1)の H-SA700B
材疲労性能評価式で疲労性能評価を行った結果、すべての地震波に対して安全
側であった。 
・さらにマイナー（Miner）則の累積疲労損傷比 D による評価法で疲労性能検
証を行った結果、疲労性能特性のバラツキを考慮しても累積疲労損傷比 D はす
べて 1.0 以下と安全側であった。 
・上記検証方法から、アンダーマッチング溶接接合の継手に対する評価を疲労
性能と耐震性による評価方法で提案できた。 
 
 
 
5.2 今後の課題 
  
(1)本研究での疲労試験では、同条件での試験体数が 2 体のみだった。そのため、
本研究の試験結果のみでは、低サイクル疲労寿命のばらつきを論じることがで
きていない。今後、試験体数を増やしてさらに試験結果を蓄積し、高強度鋼の
アンダーマッチング溶接継手を含む構造物の信頼性設計につながる知見を得る
ことが必要である。 
 
(2)本研究では、溶接継手を対象とした低サイクル疲労試験結果のみに基いて構
造物の安全性を議論した。しかし、溶接継手のみを切り出した試験体では、梁
部材の曲げモーメント勾配の影響が試験結果に反映されないという問題がある。
この問題を解決するには、柱梁接合部を含む部分骨組の弾塑性繰返し載荷実験
を行えば、直接的に骨組の低サイクル疲労性能を知ることができる。その結果
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から、本研究成果の溶接継手による疲労寿命と骨組としての疲労寿命について
の関係性、さらに、4.2 節で CDC 法検証により求めた梁端変形角（θ）と梁端ひ
ずみ（emacro）の関係式（式 4-7）について検証を行うことができる。このように
骨組の繰返し載荷実験による検証を行うことで、本研究で溶接継手試験により
提案している検証案との関係性を求められるので、設計提案式の安全率設定な
どに用いることができる。さらに、本研究は弾性範囲の部材継手強度を適用範
囲として検証案を提案したが、高強度鋼材の塑性範囲についての継手の力学挙
動にも検証ができて、適用範囲を広げることができる。 
 
(3)本論文の 4 章で、骨組を 1 質点系にモデル化した上で、その 1 質点系の地震
応答解析に基いて骨組の水平変位と継手の繰返し数を算定し骨組の低サイクル
疲労に関する安全性を検証する手法を提示した。この手法には、非常に短時間
かつ容易に骨組の低サイクル疲労に対する安全性検証が可能であるという長所
があるが、骨組の高次モード応答の影響や立体的な挙動を考慮できないという
短所もある。この短所を解決するには、多質点系や立体骨組モデルなどのより
詳細な解析モデルを用いる必要がある。なお、これらの詳細解析モデルを用い
て安全性検証を行う場合でも、4 章の図 4-1 に示した検証フローの考え方自体は
そのまま適用できるだろう。 
 
(4)ひずみ集中度 K 値を継手耐力比（＝溶接継手降伏応力／母材降伏応力）の関
係で求めているが、アンダーマッチング継手のみならずオーバーマッチング継
手についても更なる検証を増やして接合強度比－ひずみ集中度 K 関係式を導き、
本論文で述べた溶接継手の検証法の適用範囲を広げたい。 
 
(5) 現時点では、設計用長周期地震動を含めて、長周期地震動に対する建物躯体
の疲労性能の評価法が十分に確立されていない。そこで、本論文では、長周期
地震動の一例として東北地方太平洋沖地震の新宿における地動加速度記録を用
い、建物躯体の長周期地震動に対する疲労性能評価をマイナー(Miner)則の累積
評価損傷比によって評価を行った。今後、設計用長周期地震動が確立されれば、
上述の詳細解析モデルを使用することで、本論文で提案した手法を実物件の低
サイクル疲労性能検証に適用できると考えている。 
 
上記課題を解決して、H-SA700 材のみならず、アンダーマッチング溶接継手
を有する建築鉄骨架構の低サイクル疲労に対する安全性に関する、実務への適
用に耐える検証法を確立していきたい。 
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[論文要旨] 
 
高強度鋼材によるアンダーマッチング溶接継手の 
鉄骨造建物への適用可能性に関する研究 
 
2004 年度～2008 年度の府省連携プロジェクト「革新的構造材料を用いた新構
造システム建築物研究開発」では，震度 7 で短期許容応力度設計を合理的に実
現すべく、建築構造用高強度 780 N/mm2 鋼材 H-SA700 が開発され、実用化され
た。H-SA700 鋼材は従来鋼材の 2 倍程の強度を持ち、降伏比は 98％以下と規定
されており、弾性範囲での使用を前提としている。しかし、高強度鋼材
H-SA700B（溶接用鋼材）は現段階で使用可能な 780N/mm2級溶材(JIS Z3312
の G78A2UCN4M4T と G78JA2UCN5M3T)を用いた継手ではアンダーマッチング
継手になる可能性が大きいことで、耐震建築構造の継手として検証が必要であ
る。既往研究で H-SA700 鋼材を用いた低サイクル疲労試験により疲労強度につ
いて研究を行った成果はあるが、その実績は少なく更なる検証が必要であり、
本研究は、既往研究に加えて新たな継手形状で H-SA700 材の低サイクル疲労強
度確認試験を行った。そして、高強度鋼材の H-SA700 材は長周期地震に対する
疲労寿命が懸念されている超高層ビルに使用されることが期待されているが、
現状の設計評価方法は高度な 3 次元応答解析と各部材の疲労強度試験を行って
設計行う必要がある。よって、アンダーマッチング継手に対して簡略な疲労寿
命の評価を用いた耐震性の安全性を評価する検証方法を提案することを研究目
的とする。 
上記の研究背景と目的を用いて全 5 章で本論文を構成している。以下に各章
の概要を述べる。 
 
第 1 章｢序論｣では、本研究の背景と既往研究からアンダーマッチング継手の
研究成果を記載した。その結果を用いて、H-SA700B 鋼材のアンダーマッチン
グ継手の適用性を溶接継手疲労性能と耐震性に着目して評価する方法を提案す
る研究目的について論じた。 
 
第 2 章｢完全溶込み溶接接合部の低サイクル疲労性能試験｣では、柱－柱、柱
－梁の溶接継手を想定した平継手及び十字継手の試験体形状で行った溶接部の
性能試験結果について記載した。試験は単調引張試験と低サイクル疲労試験を
行った。単調引張載荷試験では全て母材を上回る耐力を発揮した後、母材で破
断した。低サイクル疲労試験は繰返し振幅を塑性域の 2%まで行った結果、梁母
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材側の溶接余盛始端部と裏当金のスリット部を起点とする破壊が多く生じた。
低サイクル疲労試験結果は H-SA700 材を用いた既往研究の疲労強度推定式用い
てひずみ ε－繰返し数 Nf 関係で評価を行った結果、本研究試験の疲労性能が若
干上回る結果を示した。 
 第 3 章｢有限要素解析による溶接部継手の力学特性｣では、低サイクル疲労試
験、単調引張試験に対して、有限要素解析（FEA）を行って、試験結果の検証
を行った結果、荷重と変位の結果グラフで弾性勾配と塑性化後の勾配がよく一
致した。さらに、アンダーマッチング継手の力学特性について詳細な分析を行
うため、溶接金属の材料特性をパラメータとしてアンダーマッチング、イーブ
ンマッチング、オーバーマッチングまで試験体形状のモデルを用いて有限要素
解析を行った。解析結果、試験のき裂発生箇所であるスリット部にひずみが集
中していることが確認できた。ひずみ集中の特徴はイーブンマッチングを 1.0
として比べると、オーバーマッチングでは約 0.5 倍、アンダーマッチングでは
1.2 倍程度ひずみが集中していることが確認できた。 
 アンダーマッチング継手のひずみ集中について詳細な分析を行う目的で、形
状による影響を避けるため裏当金を排除したモデルで、溶接金属の降伏応力と
母材の降伏応力に対する比を接合強度比と定めてその比を 0.8～1.3 として解析
を行った。解析結果、接合強度比 0.8、0.9 の継手モデルの該当節点では接合強
度比が 1.0 以上のものと比べるとローカルひずみ εlocal の集中が大きいことが確
認できた。 
 第 4 章｢地震応答解析を用いた継手疲労性能による耐震性評価｣では、接合強
度比ごとに有限要素解析で得たローカルひずみ（εlocal）と CDC（Column Deflection 
Curve）法で算出できる梁端部ひずみ（emacro）に対する比をひずみ集中度 K と定
めた。この結果から接合強度比とひずみ集中度 K の関係を求めることで簡単に
材料の強度からひずみ集中度 K を求めることができる。そして、想定建物に対
して 1 質点系地震応答解析を行って応答変位により層間変形角と繰返し数（eN）
を算定する。これらの関係からひずみ集中度 K による梁端部のひずみ（criεlocal）
と繰返し数（eN）の関係（criεlocal－eN）を求めて、地震動に対する疲労性能評価
を行うことで、アンダーマッチング継手の接合部性能を評価する。さらに、疲
労性能評価はマイナー（Miner）則の累積疲労損傷比 D で評価を行った結果、
ひずみ集中度 K が 3.0 であっても最大 D は約 0.069 と 1.0 よりかなり低く安全
側であった。これらの研究結果から、H-SA700 材のアンダーマッチング継手に
対して疲労性能評価と耐震性を用いた継手適用性についての検証方法が提案で
きた。そして、本研究の適用条件範囲内であれば H-SA700 材のアンダーマッチ
ング継手は溶接継手として適用できると判断する。 
 第 5 章｢結論｣では、本研究の結論と今後課題について述べた。 
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[Abstract] 
 
 
Study of applicability of high-strength steel to under-matching welded 
joints in steel frame building 
 
 
In recent years, H-SA700 high-strength steel (strength: 780 N/mm
2
) has been developed and used 
in building structures to deal with the short-term stresses produced during earthquakes of the seismic 
intensity level 7. H-SA700 steel has two times the strength of conventional steel. It is intended for 
use in the elastic range, and its yield ratio is less than 98%. However, when H-SA700 steel is used 
for welding, it often under-matches the joints used in fittings (Japan Welding Material Code: JIS 
Z3312 G78A2UCN4M4T and G78JA2UCN5M3T). Therefore, it is necessary to verify the joint 
performance in earthquake-resistant structures. Previous studies have investigated the fatigue 
strength of H-SA700 steel through low-cycle fatigue tests; however, their results need to be further 
validated. In this study, various joint geometries made of H-SA700 steel were subjected to a 
low-cycle fatigue strength test. H-SA700 is used in skyscrapers; Although, present designs require 
quite advanced three-dimensional time history response analysis with each material fatigue strength 
test. 
In the light of the above mention, this study proposes a method for verifying the safety of 
earthquake-resistant designs using fatigue performance evaluation for under-matching joints. 
This paper is organized into five chapters and the overview is presented below. 
Chapter 1, “Introduction”: This chapter presents an overview of the results of the present and 
previous studies on under-matching joints. It describes the research objectives and the method for 
evaluating the seismic performance under fatigue of an under-matching joint made of H-SA700 
steel.  
Chapter 2, “Full penetration welded joints low cycle fatigue performance test”: This chapter 
describes the performance test results of weld specimens made in the shape of cross and flat joints 
that are intended to be used as column–column and beam–column welded joints. Monotonic tensile 
and low-cycle fatigue tests were conducted. The monotonic tensile tests showed that all specimens 
had strengths exceeding those of the base metals, all specimens fractured in the plate portion after 
yielding and elongating plastically, not showing brittle fracture. Low-cycle fatigue tests went up to 2% 
of the plastic zone amplitude cycle, and the destruction was observed at the open edge weld in a 
backing-bar slit. The low-cycle fatigue test results were evaluated in terms of fatigue strength 
estimation conducted in previous studies using H-SA700 steel; slightly better fatigue performance 
was observed during in this study. 
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Chapter 3, “Mechanical properties of welded joint by finite element analysis”: In this chapter, finite 
element analysis (FEA) was conducted for the low-cycle fatigue test and monotonic tensile test 
described in chapter 2. The FEA results were in good agreement with the load-displacement graph 
gradient of the plasticized and post-elastic slope. Furthermore, FEA was conducted using test models 
with under-matching, even-matching, and over-matching models and the material properties of the 
weld metal being used as a parameter for a detailed analysis of the mechanical properties of an 
under-matching joint. 
The analysis results confirmed that the strain concentrated in the slit portion is the crack initiation 
point. The strain concentration for over- and under-matching was respectively 0.5 and 1.2 times that 
for even-matching. 
To perform a detailed analysis of the strain concentration in an under-matching joint, additional 
analysis was performed using a model without a backing-bar to avoid the influence of the shape of 
the welding joint. The joint strength ratio, defined as the ratio of the yield stress of the base material 
and the weld metal, was in the range 0.8–1.3. 
From the analysis results, a large local strain concentration εlocal was confirmed. The joint strength 
ratio exceeds 1.0 in the corresponding node of the joint model with joint strength ratios of 0.8 and 
0.9. 
Chapter 4, “Seismic capacity evaluation by joint fatigue performance using earthquake response 
analysis”: The ratio of the beam end strain emacro calculated using the column deflection curve (CDC) 
method and the local strain εlocal calculated by FEA of the joint strength ratio was defined as the 
degree of strain concentration K. The strain concentration K can be determined easily by finding the 
strength relationship between the materials of the base metal and welding metal. 
Then, the between floor deformation angles were calculated using the response displacement and 
repeated number of cycles eN by a mass system time history response analysis of any building. The 
strain criεlocal was calculated from the relation between the beam strain emacro and the strain 
concentration K, and the relationship between the repeated strain criεlocal and the repeated number of 
cycles eN can be determined. From the criεlocal–eN relationship, an under-matching joint’s fatigue 
performance under earthquake motions could be evaluated. 
Furthermore, the cumulative fatigue damage ratio D (Miner’s rule) was used to evaluate the fatigue 
strength. The cumulative fatigue damage ratio D was safe; specifically, it was considerably lower 
than 1.0, with a maximum value of 0.069 even when the degree of strain concentration K was 3.0. 
The abovementioned results confirm the validity of the proposed method for evaluating the fatigue 
performance of under-matching joints made of H-SA700 steel under earthquake motions. Then, the 
applicability of H-SA700 steel to under-matching welded joints material can be determined. 
Chapter 5, “Conclusion”: This chapter presents the conclusions of this study and outlines issues that 
must be addressed in future studies. 
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[논문요지] 
 
     철골구조건물에 고강도강재의 언더매칭용접이음새를 
적용하는 가능성에 관한 연구 
 
2004 년도～2008 년도의정부프로젝트 ｢혁신적 구조재료를 이용한 신구조 시 
스템 건축물 연구개발｣ 에서 지진도 7 에 단기허용응력도설계를 합리적으 
로 실현시키기 위해 건축구조용고강도 780N/mm2 의 H-SA700 강재가 개발 
되어 실용화되었다. H-SA700 강재는 일반강재에 비해 2 배정도의 강도를 보유 
하고 항복비는 98%이하로 규정되어 있어서 탄성범위에서의 사용을 전제로 
하고 있다. 그러나 고강도강재 H-SA700B (용접용강재)는 현단계에서 사용 
가능한 780N/mm2 급용재를 이용한 접합부는 언더매칭접합이 될 가능성이 
확대되므로 내진 건축구조의 접합부로서 검증이 필요하다. 기존 연구에서 
H-SA700 강재를 이용한 저사이클피로시험으로 피로강도에 대한 연구성과는 
있지만 시험실적이 부족하므로 거듭되는 검증이 필요하여, 본연구에서는 
기존연구에 첨부하여 추가적인 접합부 형상으로 H-SA700 강재의 저피로강도 
확인 시험을 실행하였다. 고강도 H-SA700 강재는 초고층빌딩에 사용되는 것이 
기대되고 있는 가운데 현행 설계방법은 고도의 3 차원응답해석과 각부재의 
피로강도시험을 실행하여 설계를 해야할 필요가 있다. 그러므로, 간략하게 
설계를 할수 있도록 피로강도평가를 갖고 내진성에 대한 안전성을 확인 할 
수 있는 검증 방법을 제안하는 것을 목적으로 하고 있다. 
위의 연구배경과 목적을 가지고 본논문은 전 5 장으로 구성하고 있다. 
이하에 각장의 개요를 서술하였다. 
 
제 1 장 ｢서론｣에서는, 본연구의 배경과 기존연구의 언더매칭접합에 관한 
연구성과를 서술하였다. 그 결과를 가지고 H-SA700 강재의 언더매칭접합의 
적용성을 용접접합피로성능과 내진성평가에 대해 착목한 방법의 제안을 연 
구목적에 하고 있는 것에 대해 서술하였다. 
 
제2 장 ｢완전용해용접접합의 저사이클피로성능시험｣에 대해서는 기둥-기둥, 
기둥-보의 용접접합을 상정한 맞대기접합과 십자접합의 시험체 형상으로 
실행한 용접부의 성능시험결과에 대해서 서술하였다. 시험은 단조인장시험과 
저사이클피로시험을 실행하였다. 단조인장저하 재하시험에서는 전부 모재를 
능가 하는 내력을 발휘한 후, 모재에서 파단되었다. 저사이클피로시험은 반 
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복진폭을 소성영역의 2%까지 실행한 결과, 보의 모재쪽의 용접보강시종 
단부와 뒷댐재의 슬릿부를 기점으로 파괴가 상당수 발생하였다. 저사이클피 
로시험결과와 H-SA700 강재를 이용한 기존연구의 피로강도추정식을 이용하 
여 스트레인 ε－반복수 Nf 관계에 대해 평가를 실행한 결과, 본연구시험의 
피로성능이 약간 능가하는 결과를 보여주었다. 
제 3 장 ｢유한요소해석에 의한 용접부접합의 역학특성｣에서, 저사이클피로시 
험, 단조인장시험에 대해서 유한요소해석(FEA)를 이용하여, 시험결과를 검증 
을 실행한 결과, 하중과 변위의 결과그래프에서 탄성부의구배와 소성화후의 
구배가 잘 일치되었다. 더우기, 언더매칭접합의 역학특성에 대해서 상세한 
분석을 실행하기 위해 용접금속의 재료특성을 매개변수로 한 언더매칭, 
이븐매칭, 오버매칭까지의 시험체형상모델을 만들어 유한요소해석을 실행 하 
였다. 해석결과, 시험의 균열발생점이었던 슬릿부에 스트레인이 집중하고 
있는것이 확인되었다. 스트레인집중의 특징은 이븐매칭을 1.0 으로 하여 비교 
하면 오버매칭에서는 약 0.5 배, 언더매칭에서는 1.2 배정도 스트레인이 집중 
하고 있는것이 확인 되었다. 언더매칭접합의 스트레인집중에 대해서 상세한 
분석을 실행 할 목적으로, 형상에 대한 영향을 피하기 위해 뒷댐재를 배제한 
모델로, 용접금속의 항복응력과 모재의 항복응력에 대한 비율을 0.8～1.3 로 
매개변수를 정하여 해석을 실행하였다. 해석결과, 접합강도비율 0.8, 0.9 의 
접합모델은 해당 절점에서 접합강도비율이 1.0 이상의 것과 비교하여 로컬스 
트레인 εlocal 의  집중이 큰 것으로 확인되었다. 
제 4 장 ｢지진응답해석을 이용한 접합피로성능에 대한 내진성평가｣에서는, 
접합강도비에 따른 유한요소해석에서 얻은 로컬스트레인 εlocal 과 CDC 
（Column Deflection Curve）법으로 산출한 보단부 마크로스트레인（emacro）에 
대한 비를 스트레인집중도 K 라고 정했다. 접합강도비율과 스트레인집중도 
K 의 관계를 정리하여 관계식을 산출하였다. 이로써 간단하게 재료의 강도 
데이터만을가지고 스트레인집중도 K 를 산출 할 수 있도록 하였다. 그리고 
상정건물에 대해서 1 질점계지진응답해석을 실행하여 응답변위에서 보접합부 
행위의 반복수（eN）를 산출하였다. 이 결과를 갖고 스트 레인집중도 K 에 
대한 보단부의 스트레인（criεlocal）과 반복수 （eN）의 관계（criεlocal－eN）를 
얻게 된다. criεlocal－eN 결과로 지진동에 대한 피로성능평가로 언더매칭접합에 
대한 접합부성능을 평가하였다. 더우기 피로성능평가는 마이너 （Miner） 
법칙의 누적피로손상비 D 로 평가한 결과, 스트레인집중도 K 가 3.0 일지라도 
최대D는 약0.069로 1.0보다 상당히 적은 결과로 안전하다는 판단 평가를 할 
수 있다. 이 연구결과에서 H-SA700 강재의 언더매칭접합은 용접접합부로써 
적용할수 있다고 판단하였다. 
제 5 장 ｢결론｣은, 본연구의 결론과 앞으로의 과제에 대해서 기술하였다.  
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